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Kurzfassung
Zur Unterstützung der Entwicklung eines effizienten und emissionsarmenMager-Schicht-
brennverfahrens für mit CNG (Compressed Natural Gas) betriebene Ottomotoren wird
im Rahmen dieser Arbeit ein Workflow für die numerische Strömungssimulation der
Direkteinblasung von CNG in den Brennraum eines Ottomotors mittels RANS-basierter
kommerzieller Simulationswerkzeuge vorgestellt. Die anhand der Simulation zu unter-
suchenden Einflussgrößen auf die Gemischbildung umfassen hierbei unter anderem die
Geometrie des Motors (Kolbendesign) sowie des Injektors (Anzahl und Anordnung der
Düsenbohrungen) und auch den Systemdruck sowie den geeigneten Zündzeitpunkt.
Vorab wurden numerische sowie experimentelle Voruntersuchungen der Düseninnen-
strömung sowie des Überschallgasfreistrahls im Nahbereich der Düsenöffnung am Injek-
tor für verschiedene Injektortypen (Einloch-, Mehrloch- und Ringspaltinjektor) durch-
geführt. Diese umfassen die Simulation der Gasströmung im Inneren des Injektors so-
wie stromabwärts der Düsenöffnung für die transiente Phase des Öffnens sowie bei voll
geöffnetem Injektor. Des Weiteren wurden die mit den Injektoren erzeugten Gasstrah-
len an optisch zugänglichen Druckkammern mithilfe von Streulichtaufnahmen und pla-
naren LIF-Messungen experimentell untersucht. Im Zuge der Voruntersuchungen wur-
den Erkenntnisse hinsichtlich der Strahlphänomenologie bei Verwendung der verschie-
denen Injektortypen abgeleitet. Dazu gehört die Neigung zu Strahl-Strahl- und Strahl-
Wandinteraktion sowie zu Kondensation im Gasstrahl in Abhängigkeit des herrschenden
Druckverhältnisses.
Aufbauend auf diese Voruntersuchungen wurde eine Strategie für die Simulation der
Direkteinblasung von CNG unter realen Motorgeometrien abgeleitet. Dazu gehört die
Wahl einer geeigneten Vernetzungsstrategie für Düse und Motor sowie die Wahl eines
geeigneten Turbulenzmodells. Aufgrund der unterschiedlichen relevanten Längenska-
len musste ein Kompromiss zwischen der Gitterauflösung im Düsennahbereich und der
resultierenden Gesamtzellenanzahl des aufgebauten Modells geschlossen werden. Zur
Initialisierung des Hochdruckgasfreistrahls im Brennraum wurde die tatsächliche Dü-
sengeometrie diskretisiert und mit dem Motornetz über eine nichtkonforme Grenzfläche
verbunden. Ein Abgleich mit verfügbaren optischen Messdaten zeigte deutliche Defizite
der für RANS standardmäßig eingesetzten Wirbelviskositätsmodelle in der Berechnung
des turbulenten Stofftransports in der Scherschicht zwischen Überschallgasstrahl und
umgebender ruhender Luft. Die aus der Boussinesq-Formulierung resultierende Annah-
me isotroper turbulenter Spannungen führt bei der betrachteten Strahlphänomenolgie
in der Simulation zu deutlich unterschätztem Turbulenztransport senkrecht zum Strahl,
sodass die Gemischhomogenisierung verzögert ist. Leichte Verbesserungen in der Ge-
mischhomogenisierung gegenüber den Ergebnissen mit den Wirbelviskositätsmodellen
konnten mit einem algebraischen Reynoldsspannungsmodell erzielt werden, welches der
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Anisotropie des turbulenten Spannungstensors näherungsweise Rechnung trägt.
Für ausgewählte Injektor- und Kolbengeometrien erfolgte die Strömungssimulation der
Gemischbildung im Brennraum für einen ausgewählten Teillastbetriebspunkt. Es zeigte
sich, dass die Wahl eines Muldenkolbens einen positiven Einfluss auf die Gemischbildung
haben kann, da sich die Gemischwolke an der Zündkerze stabilisieren lässt. Hinsichtlich
verschiedener Mehrlochinjektorvarianten erwies sich ein möglichst großer Abstand zwi-
schen den Düsenbohrungen als vorteilhaft, da sich hierdurch die Neigung zum Strahl-
kollaps bei steigenden Druckverhältnissen etwas verringern lässt.
Abstract
To support the development of an efficient and low-emission lean stratified combustion
process for CNG (Compressed Natural Gas) powered gasoline engines, this work pres-
ents a numerical flow simulation workflow using RANS-based commercial simulation
tools for the direct injection of CNG into the combustion chamber of a gasoline engi-
ne. The factors which influence the mixture formation and which are to be investigated
on the basis of the simulation include, among other things, the geometry of the engine
(piston design) and the injector (number and arrangement of the nozzle bores) as well
as the system pressure and the appropriate ignition timing. In advance, numerical and
experimental preliminary investigations of the internal nozzle flow and of the supersonic
gas free jet in the vicinity of the nozzle opening at the injector were carried out for diffe-
rent injector types (single-hole, multi-hole and annular ring injectors). These include the
simulation of the gas flow inside the injector as well as downstream of the nozzle ope-
ning for the transient phase of opening and with the fully opened injector. In addition,
the gas jets generated by the injectors were experimentally investigated in optically ac-
cessible pressure chambers using scattered light imaging and planar LIF measurements.
In the course of the preliminary investigations, insights regarding the jet phenomenolo-
gy were derived using different injector types (single-hole, multi-hole and annular gap
injectors). This includes the tendency for jet-jet and jet-wall interaction as well as for
condensation in the gas jet as a function of the pressure ratio. Based on these prelimina-
ry studies, a strategy for the simulation of the direct injection of CNG under real engine
geometries was derived. This includes the choice of a suitable meshing strategy for the
nozzle and engine as well as the choice of a suitable turbulence model. Due to the diffe-
rent relevant length scales, a compromise had to be made between the grid resolution in
the vicinity of the nozzle and the resulting total number of cells of the constructed mesh.
To initialize the high-pressure gas jet in the combustion chamber, the actual nozzle geo-
metry was discretized and connected to the engine mesh via a non conformal interface.
A comparison with available optical measurement data showed significant deficits of the
eddy viscosity turbulence models normally used for RANS in the calculation of turbulent
v
mass transport in the shear layer between supersonic gas jet and surrounding static air.
The assumption of isotropic Reynolds stresses resulting from the Boussinesq formulati-
on leads to significantly underestimated turbulence transport perpendicular to the jet in
the simulation, so that the calculated mixture homogenization is delayed. Slight impro-
vements in the mixture homogenization could be achieved with an algebraic Reynolds
stress model, which takes the anisotropy of the Reynolds stress tensor approximately into
account. For selected injector and piston geometries, the flow simulation of the mixture
formation in the combustion chamber was carried out for a selected partial load opera-
ting point. It was found that the choice of a bowl piston can have a positive influence on
the mixture formation, since the mixture cloud can be stabilized at the spark plug. With
regard to various multi-hole injector variants, a large distance between the nozzle bores
proved to be advantageous, since this would somewhat reduce the tendency of the jet to
collapse under increasing pressure conditions.
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1 Einleitung
1.1 Motivation
Das Pariser Abkommen der dem UNCCC (United Nations Framework Convention on Cli-
mate Change) angehörigen Staaten [1] definiert das globale Ziel zur Begrenzung der
Erderwärmung auf unter 2  C, wodurch weitreichende Auswirkungen auf das Weltener-
giesystem zu erwarten sind. Das Abkommen wurde bisher von 134 Ländern ratifiziert
(Stand März 2017), unter welchen sich die Hauptverursacher von Treibhausgasen befin-
den. Eine Hauptmaßnahme, die sich aus dem Abkommen ableitet, ist die deutliche Redu-
zierung der Emission von Treibhausgasen. Die internationale Energieagentur (IEA) leitet
zur Erreichung der erklärten Ziele eine notwendige Reduzierung des weltweiten CO2-
Ausstoßes auf 0% bis zum Jahr 2100 ab und prognostiziert damit einen CO2-neutralen
Energiesektor [36]. Einen signifikanten Anteil der weltweiten anthropogenen Emissio-
nen von Kohlenstoffdioxid werden durch den Transportsektor verursacht, wie in Abbil-
dung 1 dargestellt. Transportbedingte CO2-Emissionen rühren in erster Linie von der
Abbildung 1: Quellen der direkten und indirekten weltweiten vom Menschen verursachten
Treibhausgasemissionen [35] (Angaben in Prozent an der Gesamtmenge von 49 Gigatonnen
CO2-Äquivalent im Jahr 2010, AFOLU = Agriculture, forestry and other land use).
Verbrennung fossiler Kraftstoffe in Verbrennungsmotoren auf der Straße her. Laut IPCC
(Intergovernmental Panel on Climate Change) [35] kann die Minderung dieser Emissio-
nen im Wesentlichen durch vier Maßnahmen erreicht werden:
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• Einsatz kohlenstoffarmer Kraftstoffe
• Erhöhung der Energieeffizienz der Motoren
• Verkehrsverlagerung und Konzentrierung durch Urbanisierung
• Anpassung der individuellen Gewohnheiten der Fahrzeughalter
Die letzten beiden Punkte entziehen sich der Einflussnahme durch technische Neuerun-
gen und werden im Rahmen dieser Arbeit nicht betrachtet.
Compressed Natural Gas (CNG), mit Methan (CH4) als Hauptbestandteil, ist kohlen-
stoffarm im Vergleich zu den derzeit verbreiteten flüssigen Kraftstoffen, welche vorwie-
gend aus langkettigen Kohlenwasserstoffen bestehen und bietet sich als vielversprechen-
de Alternative für den Einsatz in Verbrennungsmotoren an. Bei der Verbrennung von
Methan wird bei konstanter Last 19-25% weniger CO2 ausgestoßen als bei der Ben-
zinbverbrennung [13]. Jedoch unterscheidet sich zusätzlich die Zusammensetzung der
HC-Emissionen bei einem CNG-Motor von jenen im Benzinbetrieb, da durch Methan-
Schlupf (das Ausstoßen von unverbranntem CH4) ein Großteil der HC-Emissionen aus
Methan besteht. Unter Miteinbeziehung der stärkeren Treibhauswirkung von Methan
gegenüber Kohlendioxid [35] ergibt sich bei der Verbrennung von Methan allerdings im-
mer noch ein 15-24% geringer Ausstoß an CO2-Äquivalent gegenüber Benzin [13].
Maßnahmen zur Effizienzsteigerung von Motoren wirken sich durch einen höheren ther-
modynamischen Wirkungsgrad positiv auf den Kraftstoffverbrauch aus und korrelieren
somit direkt mit dem CO2-Ausstoß des Fahrzeugs. Im Rahmen dieser Arbeit werden Her-
ausforderungen und Potenziale der Gemischbildung für den Einsatz von CNG in Pkw-
Hubkolbenmotoren mit Funkenzündung herausgearbeitet. Auf Besonderheiten für die
Anwendungen für Pkw-Dieselmotoren und im Nutzfahrzeugbereich wird daher nur am
Rande eingegangen. Die kompakte Struktur des Methanmoleküls ist der Grund für die
hohe Klopffestigkeit von Erdgas (Research-Oktanzahl: 120< ROZ <130 [58]) gegen-
über flüssigen Ottokraftstoffen. Dadurch bedingt können in CNG-Motoren höhere Ver-
dichtungsverhältnisse ✏ realisiert werden, ohne dass die ungewollte Selbstzündung des
Kraftstoffes vor dem Zündzeitpunkt einsetzt. Das Verdichtungsverhältnis ist wie folgt
definiert:
✏=
Brennraumvolumen vor der Kompression
Brennraumvolumen nach der Kompression
(1)
Der thermodynamische Wirkungsgrad ⌘th des Ottomotors berechnet sich mit dem Isen-
tropenexponenten  nach [68] zu:
⌘th = 1  1✏ 1 (2)
Damit resultiert die Erhöhung von ✏ unmittelbar in einem niedrigeren Kraftstoffver-
brauch und geringeren CO2-Emissionen. Ein zusätzliches Verbrauchsreduktionspotenzi-
al bietet die Anwendung einer CNG-Direkteinblasung gegenüber dem herkömmlichen
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gemischansaugenden Arbeitsprinzip. Bei Letzterem wird der Kraftstoff über eine Saug-
rohreinblasung in den Ansaugtrakt des Zylinders eingebracht und vermischt sich dort
bereits mit der Luft. Nach Gleichung (2) kann der thermische Wirkungsgrad durch eine
Erhöhung des Isentropenexponenten  des zu verdichtenden Gases im Zylinder wei-
ter gesteigert werden. Somit wirkt sich die Verdichtung von Luft ( = 1,4) mit später
Kraftstoffeinbringung mittels DI-Verfahren (Direct Injection) positiv auf den Kraftstoff-
verbrauch aus, im Vergleich zur Verdichtung von Kraftstoff-Luft-Gemischen ( < 1,4)
bei einer Saugrohreinblasung. Durch das Ansaugen reiner Luft in DI-Verfahren, erhöht
sich zudem die in den Zylinder gelangende Luftmasse, wodurch sich bei konstantem
Hubvolumen ein Leistungssteigerungspotenzial ergibt. Die Direkteinblasung des Kraft-
stoffes in den Zylinder eröffnet gleichzeitig die Möglichkeit der Realisierung von Mager-
Schichtbrennverfahren mit reduziertem Kraftstoffverbrauch durch eine effektivere Ver-
brennung. Üblicherweise werden Ottomotoren mit homogenen Brennverfahren betrie-
ben bei denen im Brennraum ein gleichmäßiges Verbrennungsluftverhältnis von   = 1
vorliegt. Mager-Schichtbrennverfahren unterscheiden sich von den homogenen Brenn-
verfahren dadurch, dass lediglich lokal an der Zündkerze eine brennbare Gemischwolke
erzeugt wird. Im Brennraum insgesamt liegt dann ein global mageres Gemisch bei   > 1
vor. Das Verbrennungsluftverhältnis ist wie folgt definiert [68]:
  =
pro Arbeitsspiel angesaugte Luftmasse
für eine stöchiometrische Verbrennung erforderliche Luftmasse
(3)
Bei Mager-Schichtbrennverfahren wird der Kraftstoff über den Kolben (wandgeführtes
Verfahren) oder mithilfe der Ladungsbewegung (luftgeführtes Verfahren) umgelenkt und
an die Zündkerze transportiert. Bei strahlgeführten Brennverfahren sorgt die Injekto-
rausrichtung dafür, dass der Kraftstoff die Zündkerze in geeigneter Weise erreicht und
sich ausreichend mit der umgebenden Luft vermischt [68]. Durch eine lastabhängige Do-
sierung des Kraftstoffs kann anders als im Homogenbetrieb die Drosselklappe bei Mager-
Schichtbrennverfahren auch im Teillastbetrieb voll geöffnet bleiben und Drosselverluste
vermieden werden. Im Volllastbetrieb kann hingegen durch Anpassung der Kraftstoff-
masse und frühe Einspritz- bzw. -blasezeitpunkte eine vollständige Homogenisierung des
Gemisches bis zum Zündzeitpunkt vorgenommen werden, sodass das Brennverfahren
dem Homogenbetrieb gleicht [58]. Neben reduzierten Ladungswechselverlusten kann
im Teillastbereich durch ausmagern des Gemischs der Kraftstoffverbrauch weiter gesenkt
werden. Experimentelle Untersuchungen von Friedrich et al [27], haben ergeben, dass
der Kraftstoffverbrauch für einen ausgewähltem Betriebspunkt im monovalenten CNG-
Betrieb mit steigendem Luftverhältnis kontinuierlich sinkt.
Bisher existieren verschiedene Konzepte von Erdgasmotoren für Pkw am Markt. Hier-
bei handelt es sich bisher meist um modifizierte Ottomotoren, welche durch nachge-
rüstete Erdgasinjektoren im Saugrohrtrakt den bivalenten Betrieb mit Benzin und CNG
realisieren können. Nachteilig ist allerdings, dass das durch die Verwendung von CNG
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mögliche Kraftstoffeinsparpotenzial nicht voll ausgeschöpft wird und zwei Kraftstoffsy-
steme inklusive Tanks nötig sind. Vielversprechender ist hingegen die Entwicklung eines
CNG-DI-Motors, der rein für den monovalenten Erdgasbetrieb ausgelegt ist.
1.2 Problemstellung
Da es sich bei einem CNG-DI Konzept für Pkw um eine Neuentwicklung handelt, sind
vorab unter anderem folgende zentrale Stellgrößen für die Auslegung des Brennverfah-
rens und der Gemischbildung sowie der zugehörigen Komponenten zu definieren:
• Art der Gemischbildung (luft-, wand- oder strahlgeführt)
• Injektordesign
• Kolbendesign
• Einblasebeginn und -dauer
• Systemdruck
• Art der Zündung und Zündzeitpunkt
Die Entwicklung des Brennverfahrens anhand genannter Parameter erfolgt anschließend
unter Berücksichtigung der Zielformulierung nach niedrigem spezifischen Kraftstoffver-
brauch, geringen Emissionen des Motors und geringen zu erwartenden Fertigungs- und
Instandhaltungskosten der Komponenten.
In der industriellen Entwicklungspraxis ist die rechnergestützte Simulation zu einem un-
verzichtbaren Analyse- und Auslegungswerkzeug geworden. Mithilfe der numerischen
Strömungssimulation kann das Verständnis von innermotorischen Prozessen gesteigert
werden und aufwändige experimentelle Untersuchungen an Prototypen durch Voraus-
berechnungen ergänzt oder ersetzt werden. Messungen liefern oft nur eine begrenz-
te Anzahl an Strömungsgrößen, welche meist nicht für das gesamte dreidimensiona-
le Strömungsfeld verfügbar sind. Im Gegensatz hierzu können anhand eines Simulati-
onsmodells für eine dreidimensionale Strömung an jedem beliebigen Punkt sämtliche
Strömungsgrößen abgerufen werden. Die Voraussetzung hierfür ist eine ausreichende
Genauigkeit und Robustheit des Simulationsmodells, welches mithilfe von experimen-
tellen Vergleichsdaten validiert und anhand von Parameterstudien hinsichtlich Sensiti-
vität und verschiedener Fehlerarten verifiziert wurde. In der Motorenentwicklung hat
sich zur Gemischbildungs- und Verbrennungsrechnung der Einsatz von RANS-basierten
(Reynolds-averaged Navier Stokes Equations) dreidimensionalen CFD-Rechnungen (Com-
putational Fluid Dynamics) bewährt. Diese bedürfen, verglichen mit anderen Ansät-
zen wie Large Eddy Simulationen oder direkter numerischer Simulation, relativ nied-
riger Speicher- und Prozessorressourcen und liefern dennoch bei angemessener Validie-
rung eine zufriedenstellende Genauigkeit der Ergebnisse. Gleichzeitig ist die Berechnung
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komplexer Geometrien mit bewegten Gittern, wie etwa bei Berücksichtigung des Kolben-
hubes sowie des Öffnens und Schließens der Ventile, mithilfe einer teilautomatisierten
Vernetzungsstrategie praktikabel. Für DI-Konzepte hat es sich bewährt die Innenströ-
mung des Kraftstoffes durch den Injektor separat zu berechnen und die Düsengeometrie
damit nicht im Motornetz zu integrieren. Stattdessen hat sich für Sprayrechnungen ein
Übergabeformat etabliert, welches die nötigen Information aus der Injektorinnensimu-
lation an die Motorrechnung überträgt. Hierbei wird im Motornetz die angrenzende
Injektorgeometrie ausgespart und die Kraftstoffinjektion erfolgt lokal über die Definition
einer Massenquelle. Das erwähnte Übergabeformat (im Folgenden Nozzle File genannt
[40]) enthält Informationen zu den Strömungs- und Turbulenzgrößen und gegebenen-
falls zu Anteilen des Kraftstoffdampfes am Düsenaustritt. Die Initialisierung der Kraft-
stofftropfen in der Motorrechnung erfolgt anschließend meist unter Verwendung eines
Euler-Lagrange’schen Sprayansatzes, der die Tropfen separat von der Gasphase als dis-
krete Konglomerate modelliert, gekoppelt mit empirischen Tropfenzerfallsmechanismen
und Verdampfungsmodellen. Mit der Zweiteilung des Workflows in Düseninnen- und
Zylinderströmungsberechnung steigt die Flexibilität. Mit einem gegebenen Motornetz
können beliebig viele Injektorgeometrien und Einspritzverläufe kombiniert werden bei
gleichzeitig vergleichsweise grober Auflösung im Düsennahbereich. Für die Berechnung
der Düseninnenströmung wird bei der Robert Bosch GmbH standardmäßig die kommer-
zielle CFD-Software Ansys CFX in Verbindung mit dem (Shear Stress Transport) SST-
Turbulenzmodell (siehe Abschnitt 3.2.3) verwendet. Die Motorrechnung erfolgt mit der
kommerziellen Software AVL Firemit dem k-⇣-f -Turbulenzmodell (siehe Abschnitt 3.2.3)
und einem Euler-Lagrange’schen Spray-Modell.
Der Entwicklungsstand aktueller Düseninnen- und Motorsimulationsstrategien für flüs-
sige Kraftstoffe lässt sich nicht ohne Weiteres auf ein CNG-DI Konzept übertragen. Es
bestehen grundlegende physikalische und phänomenologische Unterschiede zwischen
flüssigen Kraftstoffsprays und gasförmigen Strahlen. Somit muss auch die Simulations-
strategie für die Berechnung der Gasdirekteinblasung in den Motor überdacht und ver-
ändert werden. Die etablierten Nozzle Files lassen sich zunächst nicht für die Simulation
der Direkteinblasung von CNG einsetzen. Auch wenn die Düsenquerschnittsgeometrie
und der Systemdruck vorab nicht festgelegt und Gegenstand aktueller Entwicklung sind,
wird davon ausgegangen, dass das kritische Druckverhältnis zwischen Kraftstoffseite und
Zylinder überschritten wird, sodass das Gas den Injektor als Überschall-Strahl verlässt
und Verdichtungsstöße (siehe Abschnitt 3.1.2) auftreten. Die numerische Berechnung
der Stöße und Druckwellen erfordert eine hohe lokale Netzauflösung, welche feiner als
die bisher bei Motorsimulationen übliche Zellgröße ist. Sofern es infolge der Expansion
des Strahls in der Düse oder im Zylinder nicht zu einer Kondensation des CNG kommt,
liegt ein einphasiges Problem vor, bei dem die Gasdichten der beteiligten Komponen-
ten (Luft und CNG) in der gleichen Größenordnung liegen. Folglich hat dies Einfluss
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auf den Impuls und die Penetration (Eindringtiefe) des Gasstrahls, welche merklich vom
Verhalten flüssiger Sprays abweichen. Geeigneter zur Simulation des Strahleindringver-
haltens im Düsennahbereich ist folglich ein Mehrkomponenten-Euleransatz bei dem die
beteiligten Gase als kontinuierliche Phase variabler Zusammensetzung behandelt wer-
den. Hierbei muss zusätzlich beachtet werden, dass bei der Expansion des Gasstrahls
der Gültigkeitsbereich der üblicherweise für Motorrechnungen mit AVL Fire verwende-
ten idealen Gasgleichung verlassen wird und Realgaseffekte auftreten (siehe Abschnitt
3.1.3), weshalb eine Zustandsgleichung für reale Gase für die Berechnung der Gasdich-
te verwendet werden muss. Darüber hinaus unterscheiden sich auch die Lufterfassungs-
und Gemischaufbereitungsmechanismen zwischen Gasstrahlen und Sprays grundlegend.
Bei der Simulation von Gasfreistrahlen in Luft wird die Berechnung des Stofftransports
beider beteiligter Spezies zudem maßgeblich von der Wahl des Turbulenzmodells beein-
flusst (siehe Abschnitt 5.3.1). Es bleibt somit im Rahmen dieser Arbeit zu bewerten, ob
die im bisherigen Standardworkflow für Motorsimulationen verwendeten Turbulenzmo-
delle adäquat sind, beziehungsweise ob RANS-Methoden generell eine ausreichende Ge-
nauigkeit liefern, um die Gemischbildung in Gasmotoren zu berechnen. Die zur Validie-
rung der Simulation geeigneten Messtechniken unterscheiden sich teilweise für Sprays
und Gasstrahl. Bildgebende Verfahren zur Visualisierung des Strahlaufbruchs (z.B. Schat-
tenaufnahmen) können auf transparente Gasstrahlen nicht immer angewendet werden.
Stattdessen werden aufwändigere Lasermethoden benötigt. Zusammenfassend sind so-
mit folgende Anforderungen an einen angepassten Motorsimulationsworkflow und des-
sen Validierung für die Gasdirekteinblasung zu stellen:
• Definition einer geeigneten Netzauflösung
• Entwicklung einer Übergabestrategie der Informationen aus der Injektorinnenströ-
mung an die Motorsimulation
• Bewertung der Eignung von RANS-Methoden und den verbreiteten Turbulenzmo-
dellen für die gegebene Problemstellung
• Berücksichtigung der Realgasthermodynamik in der Motorsimulation
• Validierung der Simulation anhand geeigneter Messtechniken
1.3 Aufbau der Arbeit
Im ersten Teil der Arbeit wird zunächst ein Überblick über den aktuellen Entwicklungs-
stand von Erdgasfahrzeugen mit Fokus auf den deutschen Markt gegeben. Besonderhei-
ten und Unterschiede gegenüber Fahrzeugen mit Benzinmotoren umfassen vordergrün-
dig das Tank- und Einspritzsystem, die Zündung und das Abgasnachbehandlungssystem.
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Parallel dazu wird der Stand der Technik der Motorsimulation dargelegt. Auch wenn hö-
herwertige skalenauflösende Verfahren bereits vielfach eingesetzt werden, ist die Strö-
mungsberechnung mittels RANS-Methoden unter Verwendung von Turbulenzmodellen
immer noch weit verbreitet zur Durchführung von Parametervariationen in der industri-
ellen Entwicklungspraxis. Hierzu sind zahlreiche kommerzielle und nicht-kommerzielle
CFD-Programme teilweise mit eigenem Vernetzungsmodul am Markt verfügbar. Speziel-
le Module, die die Kopplung der Motorsimulation mit einer Gasdirekteinblasung zulas-
sen gehören dabei nicht zum Standard. Es wird daher ein Überblick über die bisherigen
Ansätze diverser Autoren gegeben einen Überschallgasstrahl im Brennraum zu initiali-
sieren.
Die Auswahl einer geeigneten Simulationsstrategie erfordert die Darlegung der physi-
kalischen Grundlagen von unterexpandierten Gasfreistrahlen und der Gleichungen zur
analytischen Beschreibung der 1D-Gasdynamik von Düsenströmungen. Insbesondere wird
in diesem Zusammenhang auf Realgaseffekte und Kondensation bei Düsenströmungen
eingegangen, da diese Phänomene im Rahmen der Arbeit näher beleuchtet werden. Wei-
ter wird eine Einführung in die numerische Berechnung turbulenter Strömungen gege-
ben. Diese umfasst das Vorgehen bei der Reynoldsmittelung zur Vereinfachung des die
Strömung beschreibenden partiellen Differentialgleichungssystems und die Vorstellung
der verwendeten Turbulenzmodelle sowie assoziierte Wandmodelle. Kurz eingegangen
wird zudem auf die Lösungsverfahren der im Rahmen der Arbeit verwendeten kommer-
ziellen CFD-Löser.
Bevor die Gasdirekteinblasung in realen Motorgeometrien berechnet wird, bieten sich
Voruntersuchungen im Düsennahbereich auf reduzierten Netzen an, um das Verständnis
der relevanten Strömungsprozesse zu erhöhen. Anfänglich wird sich dabei zunächst auf
drei grundlegend verschiedene Injektorgeometrien beschränkt, bei denen es sich um für
den Gasbetrieb modifizierte Benzinserieninjektoren handelt. Unter ihnen befindet sich
ein Einloch- ein Mehrloch- und ein Ringspaltinjektor. Die Voruntersuchungen umfas-
sen die Beschreibung der generellen Strahlphänomenologie im Inneren der Düse sowie
des Gasfreistrahls. Die Untersuchung der Strahlcharakteristiken erfolgt sowohl anhand
von CFD-Berechnungen und durch bildgebende Messverfahren an Druckkammern. In
Vorbereitung auf die Motorrechnungen werden verschiedene Ansätze für die Kopplung
der Düseninnenströmungsberechnung mit der Motorsimulation diskutiert. Unter diesen
befinden sich zwei vereinfachende Methoden, deren Informationsverlust jedoch als zu
hoch eingeschätzt wird, sodass für die Motorrechnungen die Diskretisierung der detail-
lierten Düsengeometrie vorgesehen wird. Das fünfte Kapitel der Arbeit gliedert sich in
drei Teile: Zu Beginn werden die für die Validierung der Motorsimulation zu referenzie-
renden Messaufbauten am optischen und thermodynamischen Transparentmotor vorge-
stellt. Weiter wird die im Rahmen der Arbeit gewählte Vernetzungsstrategie sowie die
erstellten Netze beschrieben. Darunter befinden sich sowohl statische Netze, bei denen
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die Kolbenposition im oberen Totpunkt eingefroren ist und bewegte Netze, welche den
Kolbenhub und den Ladungswechsel berücksichtigen. Der dritte Teil des fünften Kapitels
ist für die Vorstellung der Ergebnisse vorgesehen. Hierbei wird zunächst ein Abgleich mit
optischen Messdaten vorgenommen und im Zuge dessen der Einfluss sowie die Gren-
zen der verwendeten Turbulenzmodelle diskutiert. Weiter werden die unterschiedlichen
Gemischbildungsmechanismen beim Mehrlochinjektor und dem Ringspaltventil vorge-
stellt und deren Eignung zur Anwendung für Mager-Schichtbrennverfahren abgewogen.
Auf Basis dieser Erkenntnisse über den Gemischbildungsmechanismus werden vielver-
sprechende alternative Geometrievarianten, darunter verschiedene Kolbenmulden und
weitere Mehrlochdüsen simulativ untersucht und deren Ergebnisse vorgestellt.
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2 Stand der Technik
2.1 Erdgas als Kraftstoff für Kraftfahrzeuge
Seit den Anfängen der Automobilproduktion sind Gasfahrzeuge eine Nischenanwendung
und haben sich gegenüber Antrieben mit flüssigen Kraftstoffen nicht flächendeckend
durchsetzen können. Im Deutschland der 30er Jahre experimentierten kommunale Nah-
verkehrsgesellschaften und Fuhrparks mit dem Einsatz von gasförmigen Kraftstoffen wie
Stadtgas oder Klärgas für Busse oder Straßenreinigungsfahrzeuge, sodass bis zum Jahr
1938 ein deutschlandweites Netz von über 50 Gastankstellen aufgebaut wurde. Zur An-
wendung kamen hier meist Hochdruck-Tanksysteme bis 200 bar, welche aufgrund ihres
hohen Gewichts einzig für den Einsatz in Nutzfahrzeugen sinnvoll waren. Später führte
die Kraftstoffknappheit der Kriegsjahre dazu, dass sich Niederdruck-Gasomnibusse mit
einfacheren auf dem Dach befestigten Gassäcken in Europa ausbreiteten [82], [73].
In der Nachkriegszeit bis 1953 wurde auf 300 bar komprimiertes Methan in schweren
Nutzfahrzeugen im Ruhrgebiet eingesetzt. Das in nahegelegenen Bergwerken anfallende
Methan aus Grubengas konnte somit die vorübergehend immer noch knapp verfügbaren
Ottokraftstoffe ersetzen [84]. In den 70er Jahren wurde als Folge der Ölkrise von Län-
dern mit Erdgasvorkommen zunehmend in die Forschung- und Entwicklung von Erdgas-
Mobilitätskonzepten investiert, um die Abhängigkeit von Erdölprodukten zu reduzieren.
In Deutschland kam es erst in den 1990er Jahren zu einem nennenswerten Anstieg an
mit Erdgas betriebenen Kfz-Neuzulassungen. Dieser Trend lässt sich im Wesentlichen auf
zwei Einflussfaktoren zurückführen. Einerseits gab es von Seiten der Gaswirtschaft ein
deutliches Bestreben mit dem Transportsektor einen weiteren Absatzmarkt für Erdgas
zu erschließen. Des Weiteren wird seit 1999 ein ökologisch motivierter geringerer Steu-
ersatz auf Erdgas gegenüber Diesel und Benzin erhoben. Infolgedessen weitete sich das
deutschlandweite Gastankstellennetz bis zum Jahr 2013 auf 920 Tankstellen aus [82]
und die Anzahl an Neuzulassungen ist gestiegen [45].
2.1.1 Monovalente und bivalente Erdgasmotoren
Bei den meisten sich auf dem Markt befindlichen Pkw mit Erdgasmotoren handelt es
sich um auf dem ottomotorischen Prinzip basierende bivalente Antriebe, welche über
zwei getrennte Kraftstoffsysteme verfügen. In Abbildung 2 ist ein bivalenter Erdgasmo-
tor abgebildet, bei welchem sowohl ein Erdgasinjektor (1) als auch ein Benzininjektor
(2) im Saugrohr montiert sind. Als alternative Bauform kann das Benzin auch über ein
DI-Ventil direkt in den Brennraum eingespritzt werden. Die umgekehrte Variante, dass
das Erdgas per Direkteinblasung in den Brennraum des Motors eingebracht wird, wur-
de bisher von keinem Automobilhersteller für eine Pkw-Anwendung realisiert. Tabelle
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Abbildung 2: Bifuelmotor mit Erdgas- (1) und Benzininjektor (2) im Saugrohr [70]
3 gibt einen Überblick über die Kombinationsvarianten von Saugrohreinblasung (PFI =
Port Fuel Injection) und Direkteinblasung (DI) bzw. -spritzung beider Kraftstoffe.
Tabelle 3: Kombinationsmöglichkeiten von DI und PFI für den bivalenten ottomotorischen Betrieb und
ihre Markteinführung
CNG Benzin Status
PFI PFI ÿ
PFI DI ÿ
DI PFI X
DI DI X
Bivalente Otto-Gasmotoren können sowohl stöchiometrisch bei globalem Luftverhältnis
von   = 1 als auch mager bei globalem Luftverhältnis von   > 1 betrieben werden,
wobei sich für die letztgenannte Betriebsart die Abgasnachbehandlung aufwändiger ge-
staltet (vgl. Abschnitt 2.1.3). Im stöchiometrischen Betrieb erfolgt die Lastregelung indi-
rekt über die Steuerung der angesaugten Luftmenge anhand des Öffnens (Volllast) und
Schließens (Teillast) der Drosselklappe. Durch den Einbau eines Turboladers kann der
Ladedruck und damit der Luftliefergrad erhöht werden, wodurch das maximale Dreh-
moment weiter steigt. Der maximale Ladedruck wird bei bivalenten Otto-Gas-Motoren
jedoch durch die Klopfneigung von Benzin begrenzt. Bei der Auslegung des Turboladers
muss dies berücksichtigt werden, um für alle Betriebspunkte Klopfen sicher zu vermei-
den, was dazu führt dass die Turboladerleistung im CNG-Betrieb zu niedrig ausfällt. Zu-
sätzlich hat Methan aufgrund seiner Molekülstruktur bei der Verbrennung einen höheren
Luftbedarf als Benzin, sodass es zu weiteren Lasteinbußen bei Volllast im CNG-Betrieb
kommt [83]. Analog verhält es sich mit der Einstellung des Verdichtungsverhältnisses.
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Auch dieses wird durch den Benzinbetrieb begrenzt, sodass die resultierende Motoraus-
legung einen Kompromiss darstellt, der das Optimierungspotenzial von CNG nicht aus-
schöpft. Weiter müssen bei bivalenten Fahrzeugen zwei Kraftstofftanksysteme mitgeführt
werden.
Durch den Magerbetrieb eines bivalenten Gasmotors (möglich bei CNG-PFI kombiniert
mit Benzin-DI) kann eine Wirkungsgradsteigerung und eine damit verbundene Kraft-
stoffeinsparung im Teillastbetrieb erreicht werden. Dafür wird mittels eines der in Ab-
schnitt 1.1 genannten Strahlführungsverfahren eine brennbare Gemischwolke lokal an
der Zündquelle erzeugt, welche von der restlichen Luft ummantelt wird. Damit wird von
einer bei CNG-PFI/Benzin-PFI üblichen Quantitätsregelung (Verstellung der Drosselklap-
pe, s.o.), zu einer Qualitätsregelung des Gemischs übergegangen, bei welchem die Last
über die in den Brennraum eingebrachte Kraftstoffmenge gesteuert wird. Die erwähnten
Wirkungsgradvorteile im Magerbetrieb ergeben sich damit einerseits aus geringeren La-
dungswechselverlusten im Ansaugkanal durch die Möglichkeit der Entdrosselung auch
im Teillastbetrieb. Andererseits können auch Wandwärmeverluste im Magerbetrieb ge-
senkt werden, da durch die Lufteinbettung der Gemischwolke der globale Wärmeeintrag
in die Brennraumwände geringer ausfällt [84].
Beim bivalenten Antrieb können somit je nach Verfügbarkeit von CNG (z.B. aus Man-
gel an Tankstellen) verschiedene Betriebsarten gefahren werden. Die meisten Fahrzeuge
wählen die Betriebsart automatisch, wobei der Erdgasbetrieb favorisiert wird. Der Ben-
zintank hat dabei ein vergleichsweise geringes Volumen (z.B. 14 Liter beim Opel Zafira
mit dem 1.6 CNG ecoFLEX Vierzylindermotor, die resultierende Reichweite im Benzinbe-
trieb beträgt laut Hersteller 150 km) und ist lediglich als Reserve bzw. für die Start- und
Warmlaufphase vorgesehen. Der Hauptteil der vom Hersteller angegebenen Reichweite
wird hingegen durch die Befüllung des CNG-Tanks (im Falle des Opel Zafira sind dies
25 kg CNG, woraus die Reichweite von 530 km resultiert) erreicht. Bei manchen Model-
len kann durch den Fahrer auch aktiv zwischen beiden Fahrmodi hin- und hergewechselt
werden (so z.B. beimMercedes E200 Natural Gas Drive Vierzylindermotor, hier ergibt sich
durch einen wesentlich größeren Benzintank von 60 Litern eine vom Hersteller angege-
bene Gesamtreichweite von über 1000 km).
Bivalente Erdgasfahrzeuge werden heute von vielen Automobilherstellern ab Werk ange-
boten. Es besteht aber auch die Möglichkeit einen gewöhnlichen Benziner nachträglich
für den CNG-Betrieb nachzurüsten. Dies umfasst den Einbau eines Erdgasinjektors am
Saugrohr sowie eines zusätzlichen Tanks im Fahrzeug, welcher meist im Kofferraum un-
tergebracht wird [70].
Es sei erwähnt, dass analog zu den ottomotorischen Verfahren auch bivalente Motoren-
konzepte existieren, welche Diesel als zweiten Kraftstoff verwenden. Diese finden bisher
ausschließlich im Nutzfahrzeugbereich Verwendung. Wie bei den ottomotorischen Vari-
anten kann auch hier das Erdgas über einen am Saugrohr montierten Injektor in den
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Luftweg eingeblasen werden. Alternativ ist der Einbau eines Dual-Fuel Injektors (z.B.
NGDI (Natural Gas Direct Injection) der Firma Bosch möglich, welcher beide Kraftstof-
fe führt und diese mithilfe einer konzentrischen zweigeteilten Nadel zeitversetzt mit
Drücken bis zu 500 bar direkt in den Brennraum einbringt [10].
Monovalente Fahrzeuge fahren hingegen ausschließlich mit Erdgas, sodass nur ein Kraft-
stoffsystem benötigt wird und der Motor für den CNG-Betrieb optimiert ist. Nach Anpas-
sung des Verdichtungsverhältnisses und des Turboladers steigt auch der Zylinderspitzen-
druck an, wodurch weitere Anpassungen zur Erhöhung der Bauteilfestigkeit nötig wer-
den. Im Pkw-Sektor gibt es in Deutschland aktuell kein angebotenes CNG-Modell, das
auf das Mitführen des kleineren Benzinnottanks verzichtet. Komplett monovalente An-
triebslösungen für Straßenfahrzeuge bestehen bisher lediglich im Nutzfahrzeugbereich.
So zum Beispiel im Fall des Busses MAN Lion’s City Line mit dem 6-Zylinder Reihenmo-
tor E2876 LUH, welcher ausschließlich mit Erdgas betrieben wird. Aufgrund der guten
Planbarkeit der Routen von Bussen und Nutzfahrzeugen im Allgemeinen kann hier auf
den Benzintank als Notversorgung verzichtet werden, da die Betankung des Fahrzeugs
entlang festgelegter Routen gut sicherzustellen ist. Insbesondere in Ballungsgebieten ist
die Substitution von Dieselantrieben durch Gasmotoren für öffentliche Nahverkehrsmit-
tel unter emissionstechnischen Gesichtspunkten besonders reizvoll [84].
2.1.2 Arten der Zündung
Bei bivalenten ottomotorischen Konzepten wird analog zu reinen Benzinmotoren das
Kraftstoff-Luft-Gemisch über eine herkömmliche Zündkerze fremdgezündet. Die Anfor-
derungen an Zündkerzen im CNG-Betrieb unterscheiden sich unter anderem aufgrund
des höheren Zündspannungsbedarfs von Methan leicht von denen im reinen Benzinbe-
trieb. Bei monovalenten Gasmotoren mit höheren Zylinderdrücken zum Zündzeitpunkt
steigt die nötige Zündspannung weiter an, wodurch der Einsatz von verstärkten Zünd-
modulen und verschleißfesten Elektrodenwerkstoffen (z.B. Platin) nötig wird [83]. Beim
auf dem Dieselprinzip basierenden bivalenten Betrieb erfolgt die Zündung des Gemischs
über die Einspritzung eines Diesel-Pilotstrahls. Die reine Selbstzündung von Methan-Luft
Gemischen ist in Motoren nicht sinnvoll als Zündkonzept zu realisieren, da die Reakti-
onsträgheit des CH4-Moleküls lange Zündverzugszeiten mit sich zieht, welche bei übli-
chen Drehzahlen keine rechtzeitige Entflammung bewerkstelligen können. [82].
2.1.3 Emissionen und Abgasnachbehandlung
Bei der Verbrennung von Methan treten für Mensch und Natur schädliche Emissionen
auf, welche durch nachgeschaltete Abgasreinigungsanlagen reduziert werden müssen,
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damit der Pkw die geltende Euro 6 Abgasnorm [24] einhält und damit die laut EU-
Verordnung [23] definierten Flottenziele des Herstellers erfüllt werden. Wichtige Emis-
sionsbestandteile sind Kohlenstoffdioxid (CO2), Stickstoffoxide (NOx) und unverbrann-
te Kohlenwasserstoffe (HC). Eine untergeordnete Rolle spielen Partikelemissionen oder
auch Ruß, welche die festkörperförmigen Verbennungsrückstände im Abgas darstellen.
Im Motor entstehen sie hauptsächlich bei der Verbrennung unter Luftmangel, wobei ele-
mentarer Kohlenstoff gebildet wird. Partikelemissionen von Ottomotoren und bivalenten
Benzin-Gasmotoren unterliegen den Grenzwertbestimmungen durch den Gesetzgeber.
Bei Modellen mit Benzindirekteinspritzung befinden sich Partikelfilter zur Erfüllung der
Euro 6c Abgasnorm deshalb momentan in der Markteinführung [86], weshalb gleicher-
maßen die Einführung von Partikelfiltern für bivalente Gasfahrzeuge (mit Benzin-DI)
zu erwarten ist. CO2-Emissionen korrelieren direkt mit dem spezifischen Kraftstoffver-
brauch eines Motors und können somit über o.g. effizienzsteigernde Maßnahmen direkt
gesenkt werden. Die CO2-Grenzwerte von Pkw werden nicht in der Euro 6 definiert
sondern richten sich nach dem Flottenverbrauch sämtlicher von einem Hersteller ange-
botenen Pkw [23].
NOx entstehen bei motorischen Verbrennungsprozessen im Wesentlichen durch zwei Me-
chanismen, welche ausschließlich endotherm ablaufen [84]. Sogenanntes thermisches
NOx bildet sich bei hohen Temperaturen aus Luftstickstoff in den verbrannten Zonen,
wohingegen sogenanntes promptes NOx in der Flammenfront als Folge der Reaktion des
Luftstickstoffes mit CH-Radikalen aus der Verbrennung entsteht [58]. Gemessene Stick-
oxidemissionen bei Gasmotoren [13] liegen in vergleichbaren Größenordnungen wie bei
der Benzinverbrennung und bedürfen der Nachbehandlung.
HC-Emissionen entstehen in Brennraumzonen, die nicht vollständig von der Flamme er-
fasst werden und somit zum Verbleib von un- oder teiloxidierten Kohlenwasserstoffen
im Abgas beitragen. Je nach Gemischbildungsstrategie unterscheiden sich die Quellen
von HC-Emissionen im Ottomotor. Bei stöchiometrischen Brennverfahren mit homoge-
nen Gemischen ist die Hauptursache für unverbrannte Kohlenwasserstoffe im Abgas,
die auch im Gasbetrieb zu erwarten sind, das Löschen der Flamme in Spalten oder an
kalten Wänden [15]. Im Falle eines Mager-Schichtbrennverfahren mit heterogener Ge-
mischverteilung im Brennraum liegen lokal fette (im Kern des Gasstrahls) und magere
Zonen (am äußeren Rand der Gemischwolke) vor, die nicht innerhalb des Zündberei-
ches von Erdgas liegen, sodass es hier nicht zum vollständigen Abbrand kommt. Bei sehr
mageren Gemischen besteht zusätzlich die Gefahr von erhöhten HC-Emissionen durch
Zündaussetzer. Durch den Gesetzgeber sind die Emissionen von HC-Gesamtemissionen
reglementiert, wobei die genaue Zusammensetzung keine Relevanz hat. Im Fall der Erd-
gasverbrennung bestehen HC-Emissionen hauptsächlich aus Methan [13].
Die bisher bei Gasfahrzeugen eingesetzten Abgasnachbehandlungssystemen unterschei-
den sich nicht grundlegend von jenen bei herkömmlichen Ottomotoren. Stand der Tech-
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nik bei stöchiometrisch betriebenen bivalenten Gas-Pkw ist die Verwendung eines 3-
Wege-Katalysators, welcher unverbranntes HC und Kohlenstoffmonoxid, CO (dieses ent-
steht bei der Verbrennung unter Luftmangel) oxidiert bei gleichzeitiger Reduktion von
NOx [84]. Eine Herausforderung stellt es hierbei dar, die Oxidation des chemisch stabilen
Methanmoleküls zu gewährleisten, wofür hohe Katalysatortemperaturen (über 400 C
[83]) erforderlich sind. Kontraproduktiv sind in diesem Zusammenhang die niedrigen
Abgastemperaturen bei der Methanverbrennung, weshalb Betriebsstrategien zum Kata-
lysatorheizen eingesetzt werden müssen (z.B. durch eine Nacheinblasung und Verstellen
des Zündwinkels nach spät [83]). Bei Gasmotoren mit Mager-Schichtbrennverfahren,
die bei   > 1 betrieben werden, müssten hingegen mangels CO im Abgas die Bestandtei-
le einzeln gereinigt werden, etwa mit einem NOx-Speicher-Katalysator und einem HC-
Oxidationskatalysator (für Details siehe z.B. [58]).
2.2 Numerische Strömungssimulation in Verbrennungsmotoren
Seit vielen Jahren ist die dreidimensionale Strömungssimulation ein bewährtes Werk-
zeug zur Entwicklung und Auslegung von Verbrennungsmotoren sowie deren angren-
zenden Komponenten. Stetig steigende Rechnerressourcen erweitern die Detailtiefe und
Genauigkeit der Modelle und liefern immer hochauflösendere Ergebnisse. Folgende Be-
sonderheiten sind bei der Berechnung der Strömung in einem Motor zu berücksichtigen:
• bewegte Geometrien (Kolben, Einlass- und Auslassventile)
• Mehrskalenproblem (Spritzlochdurchmesser << Bohrungsdurchmesser)
• Mehrphasenströmung im Falle von flüssigen Kraftstoffen
• Mehrkomponentenströmung
• ausgeprägte Wandinteraktion der Strömung und der Flamme
• Lösung der chemischen Verbrennungskinetik
Die turbulente kontinuumsmechanische Strömung wird durch die Navier Stokes Glei-
chungen (NSG)1 beschrieben [50]. Aufgrund seiner Komplexität ist das resultierende
Gleichungssystem jedoch für die meisten industriellen strömungstechnischen Anwen-
dungen nicht mit vertretbarem Rechenaufwand lösbar. Zur Vereinfachung werden tur-
bulente Schwankungen der Strömungsgrößen zeitlich gemittelt, wodurch in den nun
abgeleiteten Reynolds-gemittelten NSG (siehe Abschnitt 3.2.2) zusätzliche unbekannte
1die vollständige Beschreibung erfolgt duch die Kopplung der NSG mit der Kontinuitätsgleichung, der
Energiegleichung sowie mit der Zustandsgleichung
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Terme, die Reynolds-Spannungen, auftreten [25]. Für deren Bestimmung ist der Einsatz
von Turbulenzmodellen (TM) erforderlich (siehe Abschnitt 3.2.3 und 3.2.4). Um die kon-
tinuumsmechanische (kontinuierliche) Beschreibung der Strömung in Form der partiel-
len RANS-Gleichungen in eine diskontinuierliche Beschreibung zu überführen, die mit
numerischen Methoden iterativ gelöst werden kann, muss eine Diskretisierung in Raum
und Zeit vorgenommen werden [50]. Hierzu wird das Strömungsgebiet in eine endliche
Anzahl an Elementen zerlegt und für jedes einzelne werden die RANS-Gleichungen für
einen Zeitschritt gelöst. Zur räumlichen Diskretisierung eines Strömungsproblems ist die
Finite-Volumen-Methode weit verbreitet und findet auch in den gängigen CFD-Solvern
Verwendung. Hierbei erfolgt die Zerlegung der Geometrie in Volumenelemente (Zellen),
welche üblicherweise Hexaeder, Tetraeder, Prismen oder Polyeder sind. Der Zerlegungs-
prozess (auch Meshing, Gitter- oder auch Netzgenerierung genannt) ist für komplizierte
Geometrien mitunter mit hohem Aufwand verbunden. Je nach Anforderungen an die Git-
terqualität empfiehlt sich eine händische Gittererstellung von sogenannten blockstruktu-
rierten Gittern. Häufiger werden allerdings (teil-)automatische Gittergenerierungstools
verwendet, um den Meshingaufwand zu verringern.
Kommerzielle und nicht-kommerzielle Software-Tools mit denen innermotorische Strö-
mungsprobleme gelöst werden können sind zahlreich (z.B. KIVA-4, Star-CD, Ansys Work-
bench, Converge und AVL Fire). Die Gittergenerierung nimmt hier durch die komplizierten
bewegten Geometrien einen signifikanten Anteil der Entwicklungsarbeit in Anspruch.
Um einen kompletten Zyklus (Abgas ausschieben - Frischluft ansaugen - Kompression
und Kraftstoffzufuhr - Verbrennung ) abbilden zu können, müssen alle Kolbenpositio-
nen abgedeckt und je nachdem, welche Ventile geöffnet sind auch ein Teil des Einlass-
bzw. Auslasskanals im Netz integriert werden. Für die Darstellung der Netzverformung
infolge des Kolbenhubes (Streckung und Stauchung des Zylinders) sind prinzipiell He-
xaedernetze am geeignetsten, wobei eine zusätzliche Netzverfeinerung am schmalen
Ventilspalt während des Öffnen und Schließens unverzichtbar sind. Automatisierte Ver-
netzungstools erzeugen meist gemischte Netze (Hexaeder, Tetraeder und Prismen) bei
denen großräumige Kernregionen mit Hexaederelementen ausgefüllt werden und ver-
winkelte Details mit Tetraedern dargestellt werden. Zuletzt kommen aber auch vermehrt
Polyedernetze zum Einsatz. Ebenfalls bewährt haben sich adaptive Methoden bei denen
bestimmte Regionen dynamisch verfeinert werden (z.B. in Richtung der Spraykeulen
während der Einspritzung). Verschiedene Meshingstrategien sind in Abbildung 3 bei-
spielhaft dargestellt.
2.2.1 Turbulenzmodellierung
Die partiellen RANS-Gleichungen werden in eine integrale Schreibweise überführt und
anschließend vom Solver auf die einzelnen Elemente des Gitters angewendet und gelöst.
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Abbildung 3: Vernetzungsstrategien für verbrennungsmotorische Geometrien. Oben links: Gemischtes
Netz aus Hexaedern und Tetraedern, erstellt mit Ansys Workbench [7], oben rechts: Hexaedernetz erstellt
mit Kiva-4 [4], unten links: Hexaedernetz erstellt mit Converge inkl. Adaptive Mesh Refinement (AFR)
entlang des Kraftstoffpfades [2], unten rechts: Polyedernetz erstellt mit Mesher von CD-adapco [3]
Durch die zeitliche Mittelung der Gleichungen muss die Wechselwirkung von turbulen-
ten Wirbelstrukturen anhand einer Modellierung der o.g. sechs unbekannten Reynolds-
Spannungen modelliert werden. Hierzu sind unterschiedliche Ansätze mit abweichen-
den Detaillierungsgraden und verbundenem numerischen Aufwand üblich. Nach Lauri-
en und Oertel [50] können Turbulenzmodelle in die zwei verschiedenen Klassen (isotrop
und anisotrop) sowie in zwei verschiedene Kategorien der algebraischen und der Trans-
portmodelle eingeteilt werden (siehe Tabelle 4).
In der ersten Spalte von Tabelle 4 ist die Gruppe der isotropen Wirbelviskositätsmo-
Tabelle 4: Klassifizierung von Turbulenzmodellen nach Laurien und Oertel [50]
Kategorien:
Klassen:
isotrop, Wirbelviskositäts-
modelle
anisotrop, RSM
algebraische Modelle, Model-
le ohne Transport, Nullglei-
chungsmodelle
Prandtl-Mischungsweg algebraische Reynolds-
spannungsmodelle
Differentialgleichungsmodelle,
Transportmodelle, Ein-/ Zwei-
gleichungsmodelle
k-"-Modell, k-!-Modell,
SST-Modell
⌧-"-Modelle (SSG, LRR),
⌧-!-Modelle
delle aufgeführt. Ihre Formulierung basiert auf einer Analogieannahme zwischen dem
16
Newtonschen Viskositätsprinzip und dem Verformungsverhalten von turbulenten Strö-
mungen. Vorteilhaft ist insbesondere ihr vergleichsweise geringer Rechenbedarf und die
gute numerische Stabilität (siehe Abschnitt 3.2.3). Laurien und Oertel unterscheiden
weiter zwischen algebraischen Modellen, in denen die Reynolds-Spannungen über ei-
ne algebraische Gleichung modelliert werden und den Differentialgleichungsmodellen,
welche den Transport charakteristischer Turbulenzgrößen (bspw. der turbulenten kineti-
schen Energie oder der turbulenten Dissipation) beschreiben.
Nach dieser Unterteilung ist das 1925 von Ludwig Prandtl aufgestellte Mischungsweg-
modell ein Vertreter der einfachsten Turbulenzmodelle. Die Turbulenz wird hierbei durch
eine Näherung der turbulenten kinetischen Energie k und einem charakteristischem Län-
genmaß L der Wirbelstrukturen beschrieben [25]. Für relativ simple Strömungen oder
isolierte Geometrien (bspw. ein Tragflügel mit Nachlauf [50]) ist die Formulierung ei-
ner Funktion für die turbulente Längenskala L möglich und es können mit geringem
Rechenaufwand zufriedenstellende Ergebnisse erzielt werden, jedoch sinkt die Aussage-
kraft des Mischungsmodells stark im Falle von abgelösten oder dreidimensionalen Strö-
mungen [25]. Algebraische WVM werden auch Null-Gleichungsmodelle genannt, da sie
keine differentielle Transportgleichung für eine Turbulenzgröße beinhalten.
Sogenannte Ein- und insbesondere Zwei-Gleichungsmodelle eignen sich besser für die
Modellierung dreidimensionaler turbulenter Strömungen. Fast alle dieser Modelle bein-
halten eine differentielle Transportgleichung für die turbulente kinetische Energie k
[25]. Am weitesten verbreitet ist das Standard k-"-Modell, das neben k auch eine Glei-
chung für die turbulente Dissipation " löst, jedoch deutliche Schwächen in Wandnähe
aufweist. Ein weiteres populäres Turbulenzmodell wurde von Menter [57] vorgestellt,
das Shear Stress Transport Modell (SST). Dieses ist ein Hybrid aus dem k-"-Modell und
dem von Wilcox formulierten k-!-Modell [92], dessen zweite Gleichung den Transport
der turbulenten Frequenz ! = "
k
beschreibt. Letzteres liefert genauere Ergebnisse für
Grenzschichtströmungen. Das Shear Stress Transport Modell wendet in Wandnähe das
k-!-Modell und überführt die Turbulenzmodellierung für Zellen, die weiter entfernt sind
von der Wand über einen Blendingfaktor in eine k-"-Beschreibung. Damit ist es ein zo-
nenartiges Modell, das die Turbulenzmodellierung den örtlichen Strömungscharakteristi-
ken anpasst. Das Shear Stress Transport Modell findet im Rahmen dieser Arbeit in zahl-
reichen mit der kommerziellen Software Ansys CFX durchgeführten CFD-Rechnungen
Anwendung. Ein alternativer Ansatz um die Schwächen des k-"-Modells in Wandnähe zu
beheben wurde von Durbin [20] verfolgt. Sein v2- f -Modell basiert auf dem k-"-Modell,
verwendet aber eine zusätzliche Transportgleichung für die Geschwindigkeitsskala v02
in Verbindung mit einer elliptischen Relaxationsfunktion f . Dieses Modell ist jedoch in
Wandnähe sehr sensitiv gegenüber schmalen Zellen und zeigt mangelnde numerische
Robustheit. Aus diesem Grund schlagen Hanjalic´ et al [31] eine Transportgleichung für
die „velocity scale ratio“ ⇣ = v
02
k
anstelle für v02 zu verwenden. Dieser Ansatz bildet die
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Grundlage für das k-⇣-f -Turbulenzmodell, welches in der kommerziellen Software AVL
Fire verfügbar ist und im Rahmen dieser Arbeit in vielen CFD-Motorrechnungen zum
Einsatz kommt.
Aufgrund der Schwächen der isotropen WVM wurde die zweite Klasse der Reynolds-
spannungsmodelle (RSM) entwickelt, welche anstatt zwei zusätzlicher Transportgrößen
zu verwenden nach den sechs unbekannten Reynoldsspannungen lösen. RSM haben sich
in der industriellen Praxis nicht durchgesetzt, da sie neben dem gesteigerten Rechenbe-
darf eine mangelnde numerische Stabilität aufweisen. Praktikabler ist der Einsatz von
algebraischen RSM, welche auf Basis eines Zweigleichungs-WVM der anisotropen Struk-
tur der Turbulenz mittels der Berechnung eines zusätzlichen Anisotropietensors Rech-
nung tragen. Im Rahmen dieser Arbeit findet das algebraische TM Explicit Algebraic
Turbulence Model (EARSM) Verwendung, um die dreidimensionale Strömungsstruktur
im Gasmotor besser abzubilden als mit herkömmlichen WVM.
2.2.2 Grobstruktursimulation
Neben den Unzulänglichkeiten von WVM liegt eine weitere bedeutende Fehlerquelle von
RANS-Berechnungen in der Natur des initialen zeitlichen Mittelungsprozesses bei der
Formulierung der RANS-Gleichungen. Durch die Mittelung der turbulenten Fluktuatio-
nen wird die Turbulenz geglättet, sodass statistische Schwankungen, welche in der Rea-
lität auftreten, mit einer RANS-Simulation nicht wiedergegeben werden. Soll die Präzi-
sion einer numerischen Simulation erhöht werden, bietet sich als Steigerung gegenüber
RANS-Methoden die Grobstruktursimulation oder auch Large Eddy Simulation (LES) ge-
nannt, an. Hierbei werden die NSG für großskalige Wirbelstrukturen oberhalb der sog.
subgrid scale (SGS) direkt gelöst und lediglich feine Wirbelstrukturen anhand zeitlicher
Mittelung mit herkömmlichen Turbulenzmodellen simuliert. Dieses Vorgehen ist eine ge-
eignete Vereinfachung, da der Transport der Turbulenz hauptsächlich anhand der groben
Wirbelstrukturen erfolgt [25]. Durch die direkte Simulation der groben Wirbel und auf-
grund der feineren benötigten Gitter ergibt sich ein wesentlich höherer Rechenbedarf
von LES gegenüber RANS, weshalb sie für verbrennungsmotorische Berechnungen bis-
her zwar nicht standardmäßig eingesetzt wurde, dennoch aber zunehmend gebräuchlich
ist. Aufgrund der komplexen Strömungen und Geometrien in Verbrennungsmotoren be-
schränkten sich viele Ansätze für innermotorische LES zunächst auf die Untersuchung
der Turbulenz in geometrisch vereinfachten Zylindern unter Aussparung der Modellie-
rung von Spraydynamik und Verbrennungskinetik [14][32]. In den letzten Jahren wur-
de allerdings dazu übergegangen auch die Verbrennung anhand reduzierter Schemen in
LES-Rechnungen einzubauen. Enaux et al. [22] zeigten anhand von LES-Rechnungen,
dass durch zyklische Schwankungen von Arbeitsspiel zu Arbeitsspiel hervorgerufene Va-
riationen der lokalen Geschwindigkeit an der Zündkerze Einfluss auf das Wachstum des
Flammenkerns und damit auf die Verbrennungsdauer haben. Müller et al. [59] unter-
18
suchten die Ausbreitung von Gasfreistrahlen aus Einlochdüsen in umgebender Luft und
verglichen Ergebnisse von RANS-Rechnungen mit dem SST-Turbulenzmodell mit detai-
lierten LES-Ergebnissen. Erste LES-Rechnungen der Direkteinblasung von Methan in
einen Verbrennungsmotor mit Funkenzündung wurden von Schmitt et al. [75] durchge-
führt. Auch hier zeigte sich ein Einfluss der zyklischen Schwankungen auf die Interaktion
zwischen dem Gasstrahl und der Ladungsbewegung.
2.2.3 Strategien zur Simulation von Gasstrahlen im Brennraum
Aufgrund unterschiedlicher Anforderungen an die Simulation der Düseninnenströmung
innerhalb des Injektors und bei der Motorsimulation mit angrenzendem Ladungswechsel
hat es sich zur Berechnung von diesel- und benzinmotorischen Verbrennungsprozessen
bisher bewährt die Strömungen getrennt voneinander zu berechnen und über ein Aus-
tauschformat (Nozzle File) zu koppeln, welches zeitlich und räumlich aufgelöste Infor-
mationen über die Strömungsgrößen am Düsenaustrittsquerschnitt des Injektors enthält
[40]. Bei der Simulation der Injektorinnenströmung steht die Abbildung von Kavita-
tionserscheinungen sowie die präzise Beschreibung des Nadelöffnens im Vordergrund.
Daher erfordert diese CFD-Rechnung eine vergleichsweise hohe Netzauflösung und ist
ihrerseits wieder an einen 1D-Solver zur Simulation des angrenzenden Kraftstoffsystems
gekoppelt. Fokus der Motorsimulation liegt wiederum auf der Modellierung von Spra-
yaufbruch, -verdunstung und Verbrennung bei Miteinbeziehung der Einflüsse von La-
dungswechsel und Wandeffekten (sowohl vom Spray als auch von der Flamme). Übli-
cherweise liegen den Motorenherstellern zudem keine CAD-Daten der detaillierten Dü-
seninnengeometrie vor, sodass diese nicht in der eigenen Motorsimulationen integriert
werden kann. Das Nozzle File stellt daher ein Format dar, anhand dessen der Injektor-
hersteller demMotorenhersteller Informationen zur Düseninnenströmung zur Verfügung
stellen kann, ohne die Geometrie preiszugeben.
Für flüssige Kraftstoffsprays wird üblicherweise der Euler-Lagrange-Simulationsansatz
gewählt. Die Modellierung jedes einzelnen Kraftstofftropfens inklusive Grenzflächen und
Austauschtermen ist aufgrund der Vielzahl an Tropfen zu aufwändig. Deshalb wird nach
derzeitigem Stand der Technik in der industriellen Praxis der Transport diskreter Trop-
fenpakete sogenannter Parcels stochastisch mit einem Lagrange’schen Partikelansatz si-
muliert, wohingegen für die umgebende Luft eine kontinuierliche Euler-Beschreibung
gewählt wird (für Details zu Spraymodellen siehe z.B. [39]). Die Parcels werden in Mo-
torrechnungen an der Injektorposition im Motornetz entsprechend der Informationen
aus dem Nozzle File initialisiert, ohne dass die Düsengeometrie diskretisiert wird.
Bisherige Ansätze zur Initialisierung von gasförmigen Kraftstoffstrahlen lassen sich grob
in folgende vier Kategorien einteilen:
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• Einfaches 2D-Inlet
• vereinfachte Ersatzgeometrie
• Euler-Lagrange Sprayansatz mit gasförmigen Kugeln
• Virtueller Injektor
• Injektorgeometrie wird im Motornetz integriert
Der einfachste Ansatz einen Gasfreistrahl zu initialisieren ist ein planares Inlet an der Be-
randung des Motornetzes. Frühe CFD-Untersuchungen zur Gasdirekteinblasung in einen
Zwei-Takt-Dieselmotor aus dem Nutzfahrzeugbereich wurden von Jeske et al. veröffent-
licht [37]. Hier wird der Injektor über ein rechteckiges Inlet angenähert und zusätzliche
Einflüsse aus der Düseninnenströmung auf den Gasstrahl vernachlässigt. Dennoch lie-
ßen sich anhand dieser Modellierung bereits Parameterstudien zur Optimierung der In-
jektorausrichtung durchführen. Abraham et al. [5] verwendeten einen ähnlichen Ansatz
mit lokaler Verfeinerung entlang der Strahlachse und konnten somit unter Miteinbezie-
hung der Symmetrie bereits Voraussagen zur Strahlinteraktion bei Mehrlochinjektoren
treffen. Zhang et al. [95] zeigten, dass die zuvor verbreitete Annahme von gleichför-
migen Strömungsprofilen („box hat-profiles“) für die Geschwindigkeit und Temperatur
am Düsenaustrittsquerschnitt keine geeignete Näherung sind, um den Gasstrahl zu in-
itialisieren. Sie untersuchten die Strömungsgrößen am Düsenaustritt anhand der 2D-
Simulation auf einer simplen Düsen- und Einströmgeometrie. Es wurde geschlussfol-
gert, dass für Hochdruck-Gasstrahlen aufgrund der Unterexpansion die Initialisierung
des Düsenquerschnitts präziser ausfallen muss. Für die Geschwindigkeit stellt sich ein
Profil mit (im ebenen Fall) zwei schwach ausgeprägten Maxima in der Mischungsschicht
(„double-hump“) ein. Ebenfalls wurden Schwankungen der Gasaustrittstemperatur über
dem Querschnitt von bis zu  T = 300 K verzeichnet.
Auch wenn detaillierte Informationen am Austrittsquerschnitt vorgegeben werden, ist
die korrekte Abbildung der Unterexpansion entlang der Strahlachse dennoch sehr von
der lokalen Netzauflösung im Gitter anhängig. Johnson et al. [38] wiesen darauf hin,
dass bisher bei dieselmotorischen Motorsimulationen gebräuchliche Netzweiten zu grob
seien, um den Verlauf der Strömungsgrößen in axialer Richtung entlang des Gasstrahls
zu reproduzieren. Von ihnen durchgeführte Vergleichsrechnungen auf feineren Gittern
zeigten, dass ein expansionsbedingter Temperaturabfall von 45 K im Strahl auftritt, wel-
chem ein nicht zu vernachlässigender Einfluss auf den Zündverzug zugesprochen wird.
Weiter verhält sich die berechnete Penetrationslänge des Gasstrahls sensitiv gegenüber
einer Variation der Netzauflösung. Mit zunehmend gröber werdendem Netz sinkt die Pe-
netrationslänge, da turbulente Längenskalen unrealistisch ansteigen und dadurch auch
die Diffusion übermäßig zunimmt. Johnson et al. nahmen daher eine lokale Modifikati-
on der Turbulenzmodellierung vor, in dem sie die maximalen turbulenten Längenskalen
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im Jet lokal limitierten.
Die Modellierung der Einblasung kann gegenüber dem 2D-Inlet mit vergleichsweise ge-
ringem Aufwand präzisiert werden, indem eine der Düse nachempfundene vereinfachte
Geometrie im Motornetz integriert wird. Im Falle von Ein- oder Mehrlochinjektoren ge-
schieht dies durch eine oder mehrere zylindrische Ersatzgeometrien, die als Einlaufvolu-
men dienen und sich somit bereits ein realistischeres Strömungsprofil am Düsenaustritts-
querschnitt bildet. Dieser Ansatz wurde von vielen Autoren verwendet und ist bis heute
sehr gebräuchlich. Er bietet die Möglichkeit den Einfluss der Düseninnenströmung an-
zunähern, auch wenn keine detaillierten Geometrieinformationen verfügbar sind. Ab-
bildung 4 zeigt das von Lucchini et al. [52] verwendete Gitter inklusive einer Düsen-
Abbildung 4: Rechengitter des Motors mit angebundener vereinfachter Ersatzgeometrie einer
Düsenbohrung [52]
bohrung mit lokaler Netzverfeinerung. Ähnliche Ansätze für zylindrische Düsen wurden
unter anderem auch von Kapusta und Teodorczyk [41] oder bei Yadollahi und Boroo-
mand [94] verwendet.
Kim et al. [43] wählten einen ähnlichen Ansatz, um die Gaseinblasung mittels eines
Ringspaltventils zu simulieren. Sie integrierten die vereinfachte Geometrie der Injektor-
spitze im Motornetz. zu sehen. Die Nadel ist in dieser Rechnung statisch, sodass das
dynamische Strahlverhalten während des Öffnungs- und Schließvorgangs des Injektors
nicht wiedergegeben wird. Eine ähnliche Vernetzungsstrategie für Ringspaltinjektoren
wurde auch von Keskinen et al. verwendet [42].
Zwar führen die vorgestellten Düsenersatzgeometrien bereits zu präziseren Ergebnissen
am Austritt, dennoch bleiben Einflüsse der Düseninnenströmung immer noch weitestge-
hend unberücksichtigt mit diesem Ansatz. So können plötzlich auftretende Querschnitts-
erweiterungen im Injektor zu Strömungsablösungen, Druckverlusten und Stößen führen,
welche sich auf das Strömungsprofil am Düsenaustritt auswirken. Hamzehloo und Aleife-
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ris [30] haben neben zylindrischen auch abgesetzte Düsen untersucht (siehe Abbildung
5). Dabei wurde festgestellt, dass durch die Stufenform bereits eine Vorexpansion noch
Abbildung 5: Rechengitter mit abgesetzter Düsengeometrie [30]
im Injektor stattfindet und sich bereits kurz nach dem Austritt ein Verdichtungsstoß mit
Machscheibe bildet.
Besteht für einen gegebenen Motor bereits ein Simulationsmodell inklusive Rechennetz,
welches vielfach zur Berechnung herkömmlicher Sprayprozesse mittels Euler-Lagrange-
Ansatz eingesetzt wurde, kann für dieses Modell mit vergleichsweise geringem Anpas-
sungsaufwand auch anstelle einer Benzin- oder Dieseleinspritzung eine Gaseinblasung
berechnet werden. Diese Vorgehensweise wurde bereits von diversen Autoren verfolgt.
Chiodi et al. [16] realisieren die Gasinitialisierung anhand „fiktiver“ gasförmiger Blasen.
Die Vorgehensweise ist schematisch in Abbildung 6 dargestellt. Sie sehen die Vorteile die-
Abbildung 6: Prinzipskizze zur Simulation der Gaseinblasung mittels Euler-Lagrange-Ansatz [16]
ses Ansatzes einerseits in den geringeren Anforderung an die Netzfeinheit in Düsennähe
und zweitens in der besseren numerischen Stabilität als bei einem Überschall-Inlet mit
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Stoßauflösung. Ein Vergleich der Ergebnisse dieses Ansatzes mit Messdaten aus einer
optischen Druckkammer ist bei Seboldt et al. [76] aufgeführt. Für einen Einlochinjektor
konnten für den Strahlöffnungswinkel ↵ (siehe Abbildung 6) und für ein Ringspaltventil
zusätzlich auch für den Strahlwinkel " eine gute Übereinstimmung zwischen Experiment
und Simulationsmodell beobachtet werden. Ein ähnlicher Ansatz wird auch von Hessel
et al. [34] und Whitesides et al. [91] für die Simulation einer Wasserstoffeinblasung
gewählt. In vielen Fällen wird von ihnen eine gute Übereinstimmung des axialen Pe-
netrationsverlaufes zwischen experimentellen und simulativen Ergebnissen konstatiert.
Jedoch ist die Vorhersagefähigkeit des Simulationsmodells für das radiale Penetrations-
verhalten des Gasstrahls nicht zufriedenstellend.
Eine weitere Möglichkeit der Gasstrahlinitialisierung kann unter der Bezeichnung „vir-
tual injector“ zusammengefasst werden. Hierbei wird vorab eine hochauflösende 1D-
[51] oder 3D-Vorausberechnung [8] der Düsenströmung durchgeführt und maßgebli-
che Strömungsgrößen am Düsenaustrittsquerschnitt oder etwas weiter stromab hinter
der Machscheibe aufgeprägt. Abbildung 7 zeigt ein Netz im Düsennahbereich für An-
Abbildung 7: Netz im Düsennahbereich mit farblich markierten Einlasszellen für das „virtual injector
model“ [9]
wendung des virtual injector models aus [8] und [9] mit den farblich markierten Einlas-
szellen. Die aufwändigste und genauste Methode die Gaseinblasung in einer Motorsimu-
lation zu initialisieren ist die Integration eines Teils der tatsächlichen Injektorgeometrie
im Motornetz.
23
3 Grundlagen zu Gasfreistrahlen und numerischer Strö-
mungssimulation
3.1 Gasdynamik von Düsenströmungen und Gasfreistrahlen
3.1.1 Eindimensionale Betrachtung stationärer Düsenströmungen mit Durchsatz-
begrenzung
Zur Beschreibung des Ausströmverhaltens von Gas aus einem Druckbehälter durch ei-
ne schmale Öffnung wird in erster Näherung eine schwerelose, stationäre Strömung
eines idealen Gases entlang eines Stromfadens ohne Wärmeaustausch angenommen.
Nach dem 1. Hauptsatz der Thermodynamik ist die Summe aus spezifischer potenzi-
eller Druckenergie p
⇢
, der spezifischen kinetischen Energie c
2
2
und der spezifischen in-
neren Energie u entlang eines Stromfadens ohne äußere Wärmezufuhr konstant. Mit
dem Druck p, der Dichte ⇢ und der Strömungsgeschwindigkeit c ergibt sich folgender
Zusammenhang [77]:
konst =
p
⇢
+
c2
2
+ u (4)
Für die Entspannung des Gases aus dem Druckbehälter (Zustand 0) in die Umgebung
(Zustand 1) gilt demnach:
u0+
p0
⇢
+
c02
2
= u1+
p1
⇢
+
c12
2
(5)
Innerhalb des Reservoirs ist die Geschwindigkeit der einzelnen Gasmoleküle statistisch
um den Mittelwert c0 verteilt und ungerichtet. Durch das Durchströmen der schmalen
Düsenöffnung erfolgt eine Ausrichtung der Gasmoleküle in Strahlrichtung, sodass die
Gasmoleküle eine enge Verteilung um die Geschwindigkeit c1 aufweisen wie in Abbil-
dung 8 skizziert [18]. Unter der Annahme, dass sich die Gasmoleküle im Reservoir im
Abbildung 8: Ausrichtung der Fluidteilchen durch Stöße [18]
Mittel näherungsweise in Ruhe befinden (c0 ! 0) vereinfacht sich für den Grenzfall der
Entspannung ins Vakuum (p1 ! 0) der Ausdruck zu:
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u0+
p0
⇢
= u1+
c12
2
(6)
Aus Gleichung (6) wird ersichtlich, dass bei der Beschleunigung der Gasmoleküle die
Zunahme der kinetischen Energie c1
2
2
zu Lasten der inneren Energie geht und somit das
Gas bei der Expansion abkühlt.
Unter Einführung der spezifischen Enthalpie h = u+ p
⇢
kann Gleichung (5) für (c0 = 0)
folgendermaßen umformuliert werden:
c1 =
p
2(h0  h1) (7)
Für das ideale Gas mit cp = konst ergibt sich die Enthalpie zu h = cpT und es ver-
einfacht sich der Ausdruck zu c1 =
p
2cp(T0  T1). Für die spezifische Wärmekapazi-
tät bei konstantem Druck cp und bei konstantem Volumen cv gilt der Zusammenhang
cp   cv = R, wobei R die spezifische Gaskonstante des Gases ist. Der Isentropenexpo-
nent ist mit  := cp
cv
definiert. Damit kann die Ausflussformel von de Saint Venant und
Wantzel2 [69] für die isentrope Expansion T
T0
= ( p
p0
)
 1
 eines idealen Gases aus einem
Druckbehälter mit dem Totalzustand indiziert durch t abgeleitet werden:
cis =
vuut2 
  1RTt
241 ✓ p
pt
◆
is
 1

35 (8)
Die theoretisch maximale Geschwindigkeit der Gasmoleküle cmax =
p
2h0 ergibt sich für
den Fall, dass die Gastemperatur und damit auch die innere Energie bei der Expansion
ins Vakuum gegen Null streben.
Das Druckverhältnis ⇡ für das Ausströmen eines Gases aus einer Düse wird definiert als
Verhältnis zwischen dem Totaldruck im Reservoir und dem stromabwärts der Düsenöff-
nung herrschenden statischen Gegendruck:
⇡=
pt
p
(9)
Für Druckverhältnisse, die bei der Direkteinblasung von Methan in den Brennraum eines
Motors realistisch sind (⇡ liegt dann im Bereich von 5-100), resultieren aus Gleichung
(8) Expansionsendgeschwindigkeiten cis an der Düsenöffnung von mehreren hundert
Meter pro Sekunde bis zu mehrfacher Schallgeschwindigkeit.
Für den Massendurchsatz durch die Düse gilt die Kontinuitätsgleichung [69]:
m˙= ⇢Ac = const (10)
2nach den französischen Physikern Pierre Wantzel (1814 - 1848) und Claude Barre de Saint Venant
(1797 - 1886)
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Für die isentrope Düsenströmung kann somit ein Ausdruck für das kritische Druckver-
hältnis ⇡cri t = pt/pcri t hergeleitet werden, ab welchem im engsten Querschnitt die ma-
ximale Durchsatzdichte m˙/A erreicht wird. Mithilfe von Gleichung (8) und (10) wird
der Ausdruck d(m˙/A)
d(p/pt )
= 0 gesetzt. Auflösen nach ( p
pt
) ergibt den Kehrwert des kritischen
Druckverhältnisses [69]: ✓
pcri t
pt
◆
ideal, isent rop
=
✓
2
+ 1
◆ 
 1
(11)
Ab diesem Druckverhältnis kann bei konstantem Reservoirdruck der Düsendurchsatz
auch bei weiterer Absenkung des Gegendruckes nicht weiter gesteigert werden, um
die gleiche Leistung zu gewährleisten. Im engsten Querschnitt der Düse herrscht dann
Schallgeschwindigkeit. Die Schallgeschwindigkeit a ist jene Geschwindigkeit mit der
sich schwache Druckschwankungen im Gas ausbreiten. Zur Herleitung der Schallge-
schwindigkeit werden die Kontinuitäts- und Impulsgleichung am differentiellen Element
des Stromfadens hinzugezogen. Die Kontinuitätsgleichung (10) lässt sich mit der Quer-
schnittsfläche A des Stromfadens in differenzieller Form wie folgt ausdrücken [89]:
d⇢
⇢
+
dc
c
+
dA
A
= 0 (12)
Weiter gilt das Kräftegleichgewicht am differentiellen Kontrollvolumen. Unter Vernach-
lässigung der Volumenkräfte kann der Impulssatz für die reibungsfreie Strömung wie
folgt formuliert werden [89]:
⇢cdc + dp = 0 (13)
Für dA= 0 können Gleichung (12) und (13) folgendermaßen zusammengefasst werden
[89]:
c2 =
dp
d⇢
(14)
Die Geschwindigkeit der isentropen Druckschwankung ergibt sich damit zu [89]:
a =
»✓
@ p
@ ⇢
◆
S
(15)
Für die Bestimmung der Strömungsgrößen innerhalb der Düse wird im Folgenden ei-
ne beispielhafte Düsenkontur veränderlichen Querschnitts A(x) in Strömungsrichtung x
betrachtet. Eine eindimensionale Formulierung ist zulässig sofern die Querschnittsände-
rungen gering sind, sodass keine Geschwindigkeitskomponenten senkrecht zu x auftre-
ten und die Strömungsgrößen konstant über den Querschnitt A sind. Mit der Machzahl3
Ma = a
c
kann für die isentrope Idealgasströmung folgender Zusammenhang hergeleitet
werden [96]:
1
c
dc
d x
=
1
Ma2  1
1
A
dA
dx
(16)
3nach dem österreichischen Physiker Ernst Mach (1838-1916)
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Aus Gleichung (16) geht unmittelbar hervor, dass für Unterschallströmungen (Ma < 1)
eine Querschnittsverengung (dA < 0) der Düse zu einer Beschleunigung (dc > 0)
der Strömung führt und eine Querschnittserweiterung (dA > 0) zu einer Verzögerung
(dc < 0). Im Falle von Überschallströmungen (Ma > 1) verhält es sich umgekehrt: Eine
Querschnittsverengung führt hier zu einer Verzögerung und eine Querschnittserweite-
rung der Düsenkontur zu einer Beschleunigung der Strömung. In einer kritisch durch-
strömten konvergent-divergenten Düse wird Schallgeschwindigkeit (Ma = 1) genau bei
einer Querschnittsänderung von dA= 0 erreicht. Dies ist im engsten Querschnitt der Fall
(im Folgenden durch A⇤ bezeichnet). Im konvergenten Teil der Düse wird die Strömung
zunächst auf Schallgeschwindigkeit gebracht und wird hinter der Engstelle im divergen-
ten Teil weiter auf Überschall beschleunigt. Der lokale Strömungszustand lässt sich aus
dem Verhältnis des lokalen Querschnitts zum engsten Querschnitts der Düse bestimmen
[96]:
A
A⇤ =
1
Ma

1+
  1
+ 1
Ä
Ma2  1ä  +12( 1) (17)
3.1.2 Unterexpandierte Gasfreistrahlen
In Abhängigkeit des erreichten statischen Druckniveaus des Gases bei Verlassen der Düse
bilden sich unterschiedliche Merkmale im Gasfreistrahl aus. Für den Fall, dass der Gas-
druck am Düsenaustritt nicht bis auf Umgebungsniveau abgesunken ist, liegt ein unterex-
pandierter Gasfreistrahl vor, der im Freien zügig auf Umgebungsniveau nachexpandiert.
Rotationssymmetrische Düsenbohrungen, die gegenüber der Umgebung scharfkantig ab-
schließen, wirken für die Strömung als konvexe Wandkontur, sodass es bei Verlassen der
Düse zur Ausbildung einer Prandtl-Meyer-Eckenströmung4 kommt [77]. Die Strömung
wird durch die Umlenkung an der Ecke beschleunigt und auf den Stromlinien wird lokal
im Bereich des Wandknicks eine Druckstörung ausgelöst. Diese pflanzt sich entlang der
geraden Mach’schen Linien [77] durch den Gasstrahl fort. Abbildung 9 stellt die Ausbil-
dung der Mach’schen Linien im Gasstrahl an der Düsenkante dar, welche in der Summe
einen sogenannten Expansionsfächer [69] bilden. Jede infinitesimale Umlenkung der
Stromlinien geht demnach mit einer lokalen Erhöhung der Machzahl  Ma einher. Es
besteht folgender Zusammenhang für die Bestimmung des Winkels   zwischen Stromli-
nie und Mach’scher Linie [77]:
  = arcsin
✓
1
Ma1+ Ma
◆
(18)
Die Winkel der den Expansionsfächer begrenzenden vorderen und hinteren Machlinie
richten sich demnach nach der Ausprägung der Strömungsumlenkung, welche durch
4nach dem deutschen Ingenieur Ludwig Prandtl (1875 - 1953) und seinem Schüler Theodor Meyer
(1882 - 1972)
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Abbildung 9: Ausbildung von Prandtl-Meyer-Verdünnungswellen an Düsenaustritt bei Expansion von
Überdruck (1) in die Umgebung (2) [77]
die spezifische Düsengeometrie, die Oberflächenbeschaffenheit sowie das herrschen-
de Druckverhältnis beeinflusst wird. Wird der weitere Verlauf der Mach’schen Linien
durch den Gasstrahl verfolgt, durchkreuzen sie sich zunächst im Strahlzentrum und wer-
den schließlich am Strahlrand reflektiert. Nach der Reflexion des Expansionsfächers am
Strahlrand weisen die Mach’schen Linien konvergierende Charakteristiken auf, sodass
der Strahl wieder eine Einschnürung erfährt. Somit formiert sich bei mäßigem Überdruck
am Düsenaustritt der Gasstrahl als periodische Abfolge von Expansions- und Kompres-
sionszonen, wobei am Strahlrand weiter Umgebungsdruck herrscht, wie in Abbildung
10 skizziert. Am Strahlrand befindet sich die Mischungszone zwischen ruhender Umge-
Abbildung 10: Wellenfigur aus Mach’schen Linien infolge der Expansion bei Überschall [77]
bungsluft und Gasstrahl, in welcher sich durch das Ansaugen von Umgebungsluft und
deren Beschleunigung der Massenstrom des Gasstrahls erhöht. Da der Gesamtimpuls des
Strahls nicht ansteigen kann, wird der Gasstrahl mit steigender Entfernung von der Dü-
senöffnung kontinuierlich abgebremst. Ist der Überdruck am Düsenaustritt wesentlich
höher als der Umgebungsdruck, weicht die Strahlstruktur gegenüber der in Abbildung
10 skizzierten Wellenfigur ab. Die plötzliche Druckabsenkung am Düsenaustritt führt zu
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einer stärkeren Stromlinienumlenkung an der Düsenkante, sodass der Strahlquerschnitt
deutlich zunimmt und somit auch die lokale Druckabsenkung infolge der Umlenkung.
Am Rand entstehen dann zunächst schräge Stöße, welche den Strahl mantelflächenar-
tig umschließen [69]. Wird das Druckverhältnis weiter gesteigert tritt im Strahlzentrum
am Ende der ersten Strahlzellen ein senkrechter Verdichtungsstoß auf, welcher an die
Front des schrägen Stoßes anschließt. Die Fläche des kreisrunden senkrechten Verdich-
tungsstoßes (Mach’sche Scheibe) nimmt mit dem Druckverhältnis weiter zu. Über eine
Stoßfront findet entlang der Strahlachse eine diskontinuierliche Änderung einiger Strö-
mungsgrößen statt. Dazu gehören die plötzliche Absenkung der Machzahl, der statischen
Temperatur und des Totaldrucks und ein Anstieg des statischen Drucks. Während hinter
den seitlichen den Strahl umgebenden schrägen Stoßfronten die Strömung immer noch
Überschallgeschwindigkeit aufweisen kann, herrscht hinter dem senkrechten Verdich-
tungsstoß hingegen stets Unterschall. Bei der theoretischen Betrachtung darf die Front
eines senkrechten Verdichtungsstoßes als unendlich dünn angenommen werden, somit
läuft der Stoß adiabat und bei konstanter Totalenthalpie ht ab. Mit steigender Intensität
des senkrechten Verdichtungsstoßes in der ersten Strahlzelle nehmen die Totaldruck-
verluste zu, sodass sich hinter der Mach’schen Scheibe keine weiteren Zellen ausbilden
können [69]. Bei steigenden Druckverhältnissen verschwindet somit die sich periodisch
wiederholende Strahlstruktur aus Abbildung 10 und stattdessen wächst der Durchmes-
ser der ersten Strahlzelle bzw. der Mach’schen Scheibe weiter an. Bei den im Rahmen
dieser Arbeit untersuchten Düsengeometrien konnte dieses Verhalten bei einem innen-
öffnenden Einlochinjektor beobachtet werden. Bei mäßigen Überdrücken bildet sich eine
periodische Strahlstruktur mit abwechselnden Verdichtungs- und Expansionszonen aus
(vgl. Abbildung 13). Bei Druckverhältnissen von pt
p
=25 ist die Machscheibe senkrecht
zur Strahlrichtung bereits ausgebildet (vgl. Abbildung 12). Wird der Überdruck weiter
gesteigert wächst der Durchmesser der Mach’schen Scheibe deutlich an.
3.1.3 Realgaseffekte in Düsenströmungen
Die bisher zu Grunde gelegten Idealgasannahmen beruhen auf der Modellvorstellung ei-
nes Gases als Menge von Teilchen, die über elastische Stöße miteinander wechselwirken
und deren Massen sich in einem Punkt konzentrieren. Diese Annahme führt jedoch in
vielen technische Anwendungen nicht zu ausreichend genauen Ergebnissen und muss
durch eine genauere Realgasformulierung ersetzt werden, die die endliche volumetri-
sche Ausdehnung der Moleküle sowie deren intermolekulare Wechselwirkungskräfte be-
rücksichtigt. Die Wechselwirkungen sind bei hohen Gasdichten (der mittlere Molekülab-
stand sinkt und es treten mehr Stöße auf) und bei hohen Temperaturen (die kinetische
Energie der Teilchen steigt und die Wechselwirkung nimmt zu) besonders ausgeprägt.
Darüber hinaus kommen bei höheren Temperaturen Molekülschwingungen hinzu, die
Abweichungen der spezifischen Wärmekapazität bedingen. Im Hochtemperaturbereich
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sind Effekte wie Dissoziation/Rekombination und Ionisation zu beobachten [69]. In den
Düsenströmungen, die im Rahmen dieser Arbeit betrachtet werden, treten Realgaseffek-
te auf, die in erster Linie Dichteabweichungen gegenüber dem Idealgasgesetz bei hohen
Drücken und moderaten Temperaturen darstellen. Das heißt die Kompressibilität des
realen Gases ist gegenüber dem idealen erhöht. Zusätzlich treten Abweichungen der To-
taltemperatur infolge des Joule-Thomson-Effekts5 auf. Im Falle von Methan kommt es
bei einer Gasexpansion bei hohem Druck und moderaten Temperaturen zu einer zusätz-
lichen Temperaturabsenkung.
Zustandsgleichungen Ansätze für thermische Realgas-Zustandsgleichungen sind zahl-
reich. Weit verbreitet sind kubische Gleichungen, welche die Idealgasgleichung um zwei
Korrekturglieder erweitern. Einer der Korrekturterme berücksichtigt den Einfluss des
Grenzvolumens, welches bei stetiger Druckerhöhung des Gases erreicht wird. Bei wei-
terer Kompression des Gases kann das Volumen nicht weiter verringert werden, da die
Moleküle sich durchdringen müssten [19]. Der zweite Korrekturterm berücksichtigt die
Druckabsenkung infolge der intermolekularen Kräfte. Die Druckkraft, welche die Mole-
küle auf die Begrenzungsflächen ausüben, ist an den Rändern geringer, da diese Mole-
küle von den innenliegenden Molekülen angezogen werden [19]. Bekannte Realgasfor-
mulierungen stammen von van der Waals [87], von Redlich und Kwong [67] oder von
Soave [78]. Im Folgenden wird die Peng-Robinson [62] Zustandsgleichung vorgestellt,
da sie im Rahmen dieser Arbeit zur Anwendung kommt. Ihr Gültigkeitsbereich erstreckt
sich auch auf das Zweiphasengebiet und es kann somit auch die Flüssigdichte berechnet
werden.
Der Druck eines Gases auf seine äußere Berandung setzt sich aus einem Abstoßungs- pR
(engl. repulsion) und Anziehungsanteil pA (engl. attractive) zusammen [62]:
p = pR+ pA (19)
Peng und Robinson schlagen eine Gleichung folgender Form vor:
p =
RT
Vm  b  
a(T )
Vm(Vm+ b) + b(Vm  b) (20)
Hier ist a ein intermolekularer Anziehungsparameter und b das Grenzvolumen des Ga-
ses. Das molare Volumen Vm berechnet sich mit der molaren Masse M zu Vm = M/⇢. Mit
der Einführung des Realgasfaktors Z = pVm/(RT ) lässt sich Gleichung (20) umformulie-
ren:
Z3  (1  B)Z2+ (A  3B2  2B)Z   (AB  B2  B3) = 0 (21)
wobei
A=
ap
R2T 2
(22)
5nach den britischen Physikern James Prescott Joule (1818 - 1889) und William Thomson (1824 -
1907)
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B =
bp
RT
(23)
Die Lösung der kubischen Gleichung liefert je nach Anzahl der im Fluid vorhandenen
Phasen eine oder drei Lösungen. Im Zweiphasengebiet korrespondiert die größte Lösung
mit dem Realgasfaktor Z des gasförmigen Anteils und die kleinste positive Lösung mit
dem flüssigen Anteil [62]. Ausdrücke für a und b lassen sich ableiten indem Gleichung
(20) am kritischen Punkt (Index c) angewendet wird. Der kritische Punkt stellt die obe-
re Begrenzung des Zweiphasengebietes eines Stoffes dar, bei dem sich die Dichten der
flüssigen und gasförmigen Phase annähern und somit die Phasengrenze verschwindet.
a(Tc) = 0,45724
R2T 2c
pc
(24)
b(Tc) = 0,07780
RTc
pc
(25)
Zc = 0,307 (26)
Jenseits des kritischen Punkts kann a(T ) über die dimensionslose Funktion ⇠mithilfe des
azentrischen Faktors  und der reduzierten Temperatur Tr = T/Tc berechnet werden
[62]:
a(T ) = a(Tc)⇠(Tr , ) (27)
Der azentrische Faktor berücksichtigt die Polarität von Molekülen und stellt ein Maß für
deren Abweichung von der Kugelform dar [65]. Nach der Definition von Pitzer [64]
kann der azentrische Faktor  bei Kenntnis der Werte für Temperatur und Druck am
kritischen Punkt sowie des Sättigungsdampfdrucks ps bei der reduzierten Temperatur Tr
bestimmt werden [65]:
 ⌘  log10

lim
(T/Tc)=0,7
✓
ps
pc
◆ 
  1 (28)
Joule-Thomson-Effekt Die verlustbehaftete Drosselung eines Gases durch eine Düse
ohne äußere Energiezu- oder -abfuhr kann als isenthalpe Drosselung bezeichnet werden
[69]. Für ideale Gase gilt dh = cpdT für die spezifische Enthalpie, sodass bei isenthal-
pen Zustandsänderungen die Gastemperatur konstant bleibt. Tatsächlich können, je nach
Gasart und Druckniveau, bei isenthalpen Druckänderungen von Gasen signifikante Tem-
peraturveränderungen beobachtet werden [69]. Bei hohen Drücken weisen die Moleküle
einen geringeren mittleren Abstand zueinander auf, sodass intermolekulare Anziehungs-
kräfte zwischen den Teilchen zum Tragen kommen. Bei der Expansion ausgehend von
einem hohen Druckniveau werden die Moleküle entgegen ihrer Anziehungskräfte von-
einander entfernt, sodass Arbeit entlang des Weges verrichtet wird, welches zu einer
Absenkung der Totaltemperatur führt. Die spezifische Enthalpie eines realen Gases ist
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folglich auch vom Druck abhängig. Mit dem spezifischen Volumen v = 1/⇢ berechnet
sich h zu:
h= u+ pv (29)
In differentieller Schreibweise [19]:
dh= cpdT +

v   T
✓
@ v
@ T p
◆ 
dp (30)
Da bei der Drosselung die spezifische Enthalpie konstant bleibt (dh = 0) ergibt sich
folgender Zusammenhang für die differentielle Temperaturänderung [19]:
dT =
1
cp
ñ
T
✓
@ v
@ T
◆
p
  v
ô
dp (31)
Damit lässt sich der Joule-Thomson-Koeffizient µJT ableiten, welcher ein positives oder
negatives Vorzeichen aufweisen kann [19]:
µJT =
✓
@ T
@ p
◆
h
=
1
cp
ñ
T
✓
@ v
@ T
◆
p
  v
ô
(32)
3.1.4 Kondensierende Düsenströmungen
Nach Gleichung (6) kühlt ein Gas bei der Entspannung auf ein niederes Druckniveau
ab. Im Falle von Methan, das bei Raumtemperatur einen negativen Joule-Thomson-Ko-
effizienten aufweist, kommt es zu einer zusätzlichen Temperaturabsenkung im Gas. Bei
den im Rahmen dieser Arbeit relevanten Druckverhältnissen kann die Expansionsend-
temperatur je nach Düsenbeschaffenheit im Zweiphasengebiet liegen, sodass dann mit
einem Phasenwechsel zu rechnen ist. Experimentelle Untersuchungen (siehe Abschnitt
4.3) haben gezeigt, dass Kondensation bei einer innenöffnenden Einlochdüse ab einem
Druckverhältnis von 12,5 gemessen wird und damit bei der Wahl dieses Ventils im mo-
torrelevanten Betriebsbereich auftritt.
Bei der Entspannung eines Gases unterhalb des Sättigungsdampfdrucks, wird im ther-
modynamischen Gleichgewicht Flüssigkeit in Form von feinen Tropfen abgeschieden, de-
ren Größe mit zunehmender Unterkühlung zunimmt. Bei Überschall-Düsenströmungen
kann hingegen davon ausgegangen werden, dass das thermodynamische Gleichgewicht
aufgrund der hohen Geschwindigkeit nicht erreicht wird und erst ab einer signifikanten
Übersättigung mit einer Tropfenbildung zu rechnen ist. Im Fall, dass sich Gasmolekü-
le agglomerieren und für weitere Moleküle als Kondensationskeime dienen, handelt es
sich um homogene Kondensation aus der übersättigten Gasphase. Sie tritt auf, sofern
die Zeitskala des Abkühlungsprozesses klein ist im Vergleich zur Zeitskala des Agglo-
merationsprozesses der Gasmoleküle an bestehenden Keimen [6]. Der homogene Pha-
senübergang benötigt eine hohe Übersättigung aber erfolgt dann sehr abrupt, weshalb
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Unstetigkeiten durch die Freisetzung latenter Wärme auftreten können [33]. Die Wär-
mefreisetzung geht mit einem plötzlichen Druckanstieg einher, sodass es bei Überschall-
Düsenströmungen zur spontanen Ausbildung eines stationären Kondensationsstoß oder
zu transienten periodischen Oszillationen kommen kann mit hohem Einfluss auf die Strö-
mungsstruktur [17], [6]. Sofern Verunreinigungen im Gas vorliegen (z. B. in Form von
Partikeln) oder die Strömung entlang einer Oberfläche erfolgt, können diese ebenfalls als
Kondensationskeime dienen (heterogene Kondensation). Hierbei sind geringere Übersät-
tigungen nötig, damit Kondensation auftritt.
Für die Beurteilung der Neigung zur Ausbildung metastabiler Molekül-Agglomerationen
(auch Cluster genannt) durch homogene Kondensation, wird die Übersättigung J der
Gasphase hinzugezogen [47]:
J =
pv
ps1(T )
(33)
Hierbei bezeichnet pv den Gasdruck der Dampfphase (engl. vapor) und ps1(T ) den Sät-
tigungsdampfdruck der Gasphase im thermodynamischen Gleichgewicht.
3.2 Modellierung turbulenter kompressibler Strömungen
3.2.1 Turbulenzbegriff
Der Turbulenzeintrag in eine Strömung erfolgt durch die Bildung und Streckung von grö-
ßeren Wirbeln durch die Scherung der Hauptströmung U . Die Längen- und Geschwin-
digkeitsskalen der induzierten Wirbel liegen in der gleichen Größenskala wie jene der
Hauptströmung. Da diese großskaligen Wirbel maßgeblich durch Trägheitseffekte be-
einflusst werden, können sie näherungsweise als reibungsfrei betrachtet werden. Sie
werden durch das Geschwindigkeitsfeld der Hauptströmung fortgetragen und gestreckt
(„vortex stretching“) [85]. Infolge der Drehimpulserhaltung beschleunigt sich die Drehr-
ate bei der Streckung von Wirbeln und ihr Durchmesser sinkt. Bei diesem Mechanismus
werden kleinerskalige Wirbel induziert, welche die kinetische Energie wiederum an noch
kleinere Wirbel weitergeben („Energiekaskade“) [85]. Mit sinkenden turbulenten Län-
genskalen nehmen Reibungseffekte kontinuierlich zu. Die kleinskaligen Wirbelstruktu-
ren werden erreicht, wenn Trägheits- und Reibungskräfte in der gleichen Größenord-
nung liegen. Auf den sogenannten Kolmogorow’schen6 Mikroskalen wird Arbeit entge-
gen der viskosen Spannungen verrichtet, wodurch die kinetische Energie der Wirbel
schließlich in innere Energie dissipiert [85].
3.2.2 Reynolds-Mittelung der Erhaltungsgleichungen
Eine turbulente Strömung wird durch die Erhaltungsgleichungen für Impuls (Navier-
Stokes-Gleichungen, NSG), Masse (Kontinuitätsgleichung) und Energie vollständig be-
6nach dem russischen Wissenschaftler Andrei Nikolajewitsch Kolmogorow (1903 - 1987)
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schrieben, jedoch ist die direkte Lösung des gekoppelten Gleichungssystems aufwändig,
weshalb sich in der industriellen Praxis vereinfachende Ansätze für die numerische Strö-
mungsberechnung etabliert haben. Weit verbreitet sind Strömungslöser, welche die zeit-
lich gemittelten Reynoldsgleichungen (Reynolds-averaged Navier-Stokes-Gleichungen,
RANS) unter Anwendung der Finite-Volumen-Methode (siehe Abschnitt 3.3.1) auf einem
diskreten räumlichen und zeitlichen Gitter lösen. Bei der Reynoldsmittelung werden die
turbulenten Fluktuationen der Geschwindigkeit über einen Zeitschritt gemittelt und in
einem turbulenten Schwankungsanteil u0i zusammengefasst. Die Momentangeschwindig-
keit in einem KV wird dann umgeformt als Summe aus der mittleren Geschwindigkeit
und einem turbulenten Schwankungsanteil (ui = Ui+u0i). Analog erfolgt diese Zerlegung
für den Druck (p = P + p0). Im Falle eines kompressiblen Fluides müssen analog zur Ge-
schwindigkeit auch die Dichte und die Temperatur in mittlere und Schwankungsanteile
zerlegt werden [93], sodass die Anzahl der einzelnen Terme der RANS-Gleichungen
deutlich zunimmt. Um diese weiter zu vereinfachen, wird neben der Reynoldsmittelung
für kompressible Strömungen zusätzlich die dichtegewichtete Favre-Mittelung durchge-
führt. Die Geschwindigkeit berechnet sich dann zu ui = eUi + u0i. Nach der Reynolds-
Mittelung (indiziert durch Querbalken) und der Favre-Mittelung (indiziert durch Tilde)
ergibt sich die Kontinuitätsgleichung zu [85]:
@ (⇢¯)
@ t
+ div(⇢¯eU) = 0 (34)
Die Reynolds-gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen für kompressible Strömungen lau-
ten [85]:
@ (⇢¯ eU)
@ t
+div(⇢¯ eUeU) =  @ P¯
@ x
+div(⌘ grad eU)+24 @ (⇢¯u02)
@ x
  @ (⇢¯u0v0)
@ y
  @ (⇢¯u0w0)
@ z
35+Xx
(35)
@ (⇢¯eV )
@ t
+div(⇢¯eV eU) =  @ P¯
@ y
+div(⌘ grad eV )+24 @ (⇢¯u0v0)
@ x
  @ (⇢¯v02)
@ y
  @ (⇢¯v0w0)
@ z
35+X y
(36)
@ (⇢¯fW )
@ t
+div(⇢¯fW eU) =  @ P¯
@ y
+div(⌘ gradfW )+24 @ (⇢¯u0w0)
@ x
  @ (⇢¯v0w0)
@ y
  @ (⇢¯w02)
@ z
35+Xz
(37)
Durch den Mittelungsprozess erscheinen die Reynoldsspannungen ⌧i j =  ⇢uiuj in den
RANS-Gleichungen:
⌧i j =  ⇢u0iu0j =  ⇢
2664 u
02 u0v0 u0w0
u0v0 v02 v0w0
u0w0 v0w0 w02
3775 (38)
Mit den Reynoldsspannungen erhält das Differentialgleichungssystem sechs zusätzliche
Unbekannte, welche die Formulierung weiterer Gleichungen erfordern. Dies erfolgt im
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Zuge der Turbulenzmodellierung. Das Ziel ist hierbei die möglichst umfassende Nach-
bildung der in Abschnitt 3.2.1 beschriebenen physikalischen Mechanismen des Turbu-
lenzeintrags in die Strömung, deren Transports durch Konvektion und Diffusion sowie
des Zerfalls der Turbulenz infolge Dissipation. Hierzu ist die Formulierung eines Zusam-
menhangs zwischen den unbekannten Reynoldsspannungen ⌧i j, den lokalen Turbulen-
zeigenschaften und relevanten Turbulenzskalen (für Länge, Geschwindigkeit und Zeit:
l, ✓ und ⌧) sowie der Hauptströmung nötig. Für die Beschreibung der Turbulenzeigen-
schaften werden dem Gleichungssystem üblicherweise zusätzliche Transportgleichungen
geeigneter Kenngrößen hinzugefügt. Als Maß für die Turbulenz wird die spezifische tur-
bulente kinetische Energie (TKE) k einer Strömung [50] hinzugezogen. Sie ergibt sich
wie folgt aus den turbulenten Schwankungsanteilen der Geschwindigkeit [85]:
k =
1
2
⇣
u02+ v02+ w02
⌘
(39)
Für die Quantifizierung des Turbulenzzerfalls wird die turbulente Dissipation " hinzuge-
zogen.
3.2.3 Wirbelviskositätsmodelle
Im Jahre 1877 stellte Joseph Boussinesq7 die Hypothese auf, dass die turbulenten Reynolds-
spannungen ⌧i j proportional zu der Deformation S der mittleren Strömung U seien. Für
ein kompressibles Fluid lautet dieser Zusammenhang [93]:
mit Si j =
1
2
Ç
@ Ui
@ x j
+
@ Uj
@ xi
å
(40)
⌧i j =  ⇢u0iu0j = ⌘t
Ç
@ Ui
@ x j
+
@ Uj
@ xi
  2
3
@ Uk
@ xk
 i j
å
  2
3
⇢k i j (41)
Analog zur molekularen Viskosität ⌘, welche in reibungsbehafteten Strömungen Schub-
spannungen erzeugt, wurde zur Modellierung der turbulenten Spannungen der Begriff
der turbulenten Viskosität oder Wirbelviskosität ⌘t eingeführt. Die aus der Boussinesq-
Annahme abgeleiteten Gruppe an Turbulenzmodellen (TM) werden auch (lineare) Wir-
belviskositätsmodelle (LWVM) genannt, da ⌧i j / Si j.
Für die effektive Viskosität der Strömung gilt dann, dass sie sich aus der Summe ihres
molekularen und turbulenten Anteils ergibt:
⌘e f f = ⌘+⌘t (42)
Für die Summe der turbulenten Normalspannungen muss gelten, dass (vgl. Gleichung
39):
 ⇢⇣u02+ v02+ w02⌘=  2⇢k (43)
7Joseph Valentin Boussinesq (1842 - 1929) war ein französischer Mathematiker und Physiker
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Jeder der Normalspannungskomponenten wird daher zur Korrektur der Spur des Span-
nungstensors gleichmäßig ein Drittel von  2⇢k addiert (rechter Term in Gleichung 41).
In der Folge ergeben sich dann identische Reynoldsnormalspannungen in allen drei
Raumrichtungen. Die Bestimmungsgleichung der turbulenten Viskosität ⌘t wird ihrer-
seits per Dimensionsanalyse aus den relevanten Skalen der Turbulenz (l, ✓ und ⌧) ab-
geleitet und im Zuge der Schließung des RANS-Gleichungssystems entsprechend des
jeweiligen Turbulenzmodells berechnet.
Weit verbreitete Turbulenzmodelle sind das Standard k-"-Turbulenzmodell von Launder
und Spalding [49] sowie das k-!-Modell von Wilcox [92], welche je eine Transportglei-
chung für die turbulente kinetische Energie k sowie die turbulente Dissipation " oder die
turbulente Frequenz ! beinhalten. Für die kompletten Transportgleichungen inklusive
der Modellparameter sei auf den Anhang A.1 und A.2 verwiesen. Diese beiden LWVM
bilden die Basis für das Shear Stress Transport Modell (SST) von Menter [54], welches
im Rahmen dieser Arbeit vielfach Verwendung findet.
Menters Shear Stress Transport Modell Das hybride SST-Modell [54] verwendet die
k-"-Formulierung für die Hauptströmung und eine k-!-Formulierung zur Berechnung
der reibungsdominierten wandnahen Strömungsanteile. Das k-"-Modell hat prominente
Schwächen bei der Berechnung von turbulenten Grenzschichtströmungen in Wandnähe,
wo die korrekte Modellierung des Verlaufs von " problematisch ist. Bei der Integrati-
on durch die Grenzschicht hinweg liefert die Berechnung der turbulenten Längenskalen
nach dem k-"-Modell (l = k3/2/") daher häufig zu hohe Werte und führt zu einer deutli-
chen Überschätzung der turbulenten Schubspannungen. Aus diesem Grund werden bei
der Verwendung des k-"-Modells zusätzliche empirische Wanddämpfungsfunktionen be-
nötigt, um den Verlauf der Strömungsgrößen in der Grenzschicht besser zu treffen (sie-
he unten). Diese Funktionen weisen allerdings eine hohe numerische Steifigkeit auf und
bringen häufig Nachteile für die Konvergenz mit sich [54]. Das k-!-Modell hingegen
kommt ohne Wanddämpfungsfunktionen aus, da ! nahe der Wand gegen unendlich
strebt. Demnach kann eine einfache Dirichlet-Randbedingung sowohl für die turbulente
kinetische Energie (k = 0) als auch für die turbulente Frequenz (mittels eines sehr ho-
hen Wertes) gesetzt werden.
Durch die Substitution " = k! wird die Transportgleichung für die Dissipation (Glei-
chung 96) des Standard k-"-Modells in einen Ausdruck für die turbulente Frequenz !
überführt. Somit entsteht ein modifiziertes k-"-Modell:
@ (⇢k)
@ t
+
@
@ xi
(⇢kUi) =
@
@ xi
✓
⌘+
⌘t
 k2
◆
@ k
@ xi
 
+ Pk     0⇢k! (44)
@ (⇢!)
@ t
+
@
@ xi
(⇢!Ui) =
@
@ xi
✓
⌘+
⌘t
 !2
◆
@!
@ xi
 
+ 2⇢
1
 !2!
@ k
@ xi
@!
@ xi
+↵2
!
k
Pk    2⇢!2
(45)
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Die Kombination beider Sätze an Transportgleichungen führt zu der von Menter vor-
geschlagenen SST-Formulierung. Mit der Multiplikation der Transportgleichungen von
Wilcox (87) und (89) (siehe Anhang A.1) mit der Funktion F1 und der Multiplikation
des modifizierten k-"-Modells nach Gleichung (44) und (45) mit der Funktion (1-F1)
werden beide Modelle ineinander überführt:
@ (⇢k)
@ t
+
@
@ xi
(⇢kUi) =
@
@ xi
✓
⌘+
⌘t
 k3
◆
@ k
@ xi
 
+ Pk     0⇢k!+ Pkb (46)
@ (⇢!)
@ t
+
@
@ xi
(⇢!Ui) =
@
@ xi
✓
⌘+
⌘t
 !3
◆
@!
@ xi
 
+
 
1  F1 2⇢ 1 !2! @ k@ xi @!@ xi+
↵3
!
k
Pk    3⇢!2+ P!b
(47)
Das Umschalten zwischen dem k-" und dem k-!-Modell in Wandnähe erfolgt schließlich
durch ein Blending des Satzes an Modellkonstanten von einer Formulierung in die ande-
re mithilfe der Funktion F1. Die Modellkonstanten des SST-Modells ( ) berechnen sich
aus den Konstanten des ursprünglichen k-!-Modells ( 1 mit  k1,..) und den Konstanten
des modifizierten k-"-Modell ( 2mit  k2,..) dann nach folgender Formel:
  = F1 1+ (1  F1) 2 (48)
Die Modellkonstanten des SST-Modells lauten dann:
  0 = 0.09 (49)
Konstanten des Satzes  1:
↵1 = 5/9  1 = 0.075  k1 = 1,176  !1 = 2.0 (50)
Konstanten des Satzes  2:
↵2 = 0,44  2 = 0,0828  k2 = 1.0  !2 = 1/0,856 (51)
Für die Formulierung der Blendingfunktion ist wichtig, dass F1 in der Grenzschicht nahe
der Wand 1 beträgt und am Rand der Grenzschicht auf 0 absinkt, um von der k-!- in
die k-"-Formulierung überzugehen. Menter [56] schlägt daher folgenden Ausdruck vor,
wobei y den Abstand zur Wand angibt:
F1 = tanh
Ä
arg41
ä
(52)
mit
arg1 =min
Ç
max
Ç p
k
  0!y ;
500⌫
y2!
å
;
4⇢k
CDk! !2 y2
å
(53)
und dem Querdiffusionsterm CDk!
CDk! =max
✓
2⇢
1
 !2!
@ k
@ xi
@!
@ xi
; 10 10
◆
. (54)
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Dennoch wird mit der Modellierung mittels LWVM dem Transport der turbulenten Schub-
spannungen nicht Rechnung getragen. Diese werden dort nach Formel (41) berechnet
und ergeben in der Grenzschicht  ⇢u0v0 = ⌘t(@ U)/(@ y). Nach Menter [55] kann dieser
Ausdruck folgendermaßen umformuliert werden (a1 ist eine Konstante):
 ⇢u0v0 =
r
Produktion von k
Dissipation von k
a1k (55)
Nach Bradshaw [12] sind die turbulenten Schubspannungen in der Grenzschicht propor-
tional zu k. Diese Bedingung wird allerdings nur im Sonderfall erfüllt, dass die Produk-
tionsrate der turbulenten kinetischen Energie im Gleichgewicht mit der Dissipation ist.
In vielen Strömungen ist dieses Verhältnis allerdings deutlich höher als 1, sodass LWVM
dann zu hohe Werte für die Wirbelviskosität in der Grenzschicht liefern. Das SST-Modell
beinhaltet deshalb eine alternative Berechnungsgleichung für die turbulente Viskosität
in Verbindung mit einer zusätzliche Limiterfunktion um ⌘t = ⌫t⇢ in der Grenzschicht zu
begrenzen.
⌫t =
a1k
max
 
a1!;SF2
  (56)
Analog zu Gleichung (52) wird die zweite Blendingfunktion folgendermaßen definiert:
F2 = tanh(arg22) (57)
mit
arg2 =max
Ç
2
p
k
  0!y ;
500⌫
y2!
å
(58)
Durbins v2- f -Modell Wie zuvor beschrieben stellt die korrekte Abbildung der Turbu-
lenzgrößen in Wandnähe eine Herausforderung dar, da diese sich dort teilweise rapi-
de ändern oder ihr Verlauf oftmals auch unbekannt ist. Durbin [20] machte mit sei-
nem v2- f -Modell einen alternativen Vorschlag zu der Formulierung von ", um auf die
unerwünschten Wandkorrekturfunktionen zu verzichten. Durbin fand heraus, dass der
Hauptzweck der Dämpfungsfunktionen auf die Abbildung der Wandundurchlässigkeit
reduziert werden kann. Zwar beträgt die wandnormale Geschwindigkeit in der viskosen
Unterschicht null infolge von Reibung, allerdings gilt dies nicht für die äußere Grenz-
schicht, wo die Absenkung der wandnormalen Geschwindigkeit reibungsfrei erfolgen
muss.
In Durbins v2- f -Modell werden neben den Ausdrücken für k und " eine weitere Trans-
portgleichung für die Fluktuation der wandnormalen Geschwindigkeit v02 sowie eine
Dämpfungsfunktion f eingeführt. Um der elliptischen Natur der wandnahen Strömung
Rechnung zu tragen wurde zusätzlich ein elliptisches Relaxationsmodell zur Realisierung
der Wandundurchlässigkeit hinzugefügt. Für die ausformulierten Transportgleichungen
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sei auf [21] verwiesen. In vielen Fällen konnten mit diesem Modell bessere Ergebnis-
se als mit dem Standard k-"-Modell erzielt werden [60]. Nachteilig sind allerdings die
hohe Sensitivität gegenüber Gitterunregelmäßigkeiten in Wandnähe und eine generelle
mangelnde Robustheit.
Hanjalic´s k-⇣- f -Modell Trotz vielversprechender Ergebnisse hat sich das v2- f -Modell
aufgrund der ungünstigen numerischen Eigenschaften nicht als Alternative zum Stan-
dard k-"-Modell etablieren können. Hanjalic´ et al. [31] entwickelten das k-⇣- f -Modell,
welches auf Durbins Vorschlag basiert aber statt der Transportgleichung für v02 nach der
„velocity scale ratio“ ⇣ = v02/k löst, wodurch die numerischen Eigenschaften deutlich
verbessert werden konnten. Das k-⇣- f -Modell wird im Rahmen dieser Arbeit für die Mo-
torrechnungen mit bewegtem Netz, welche mit der kommerziellen Software AVL Fire
durchgeführt werden, genutzt. Die Transportgleichungen für k, " und ⇣ des in AVL Fire
implementierten Modells lauten:
@ (⇢k)
@ t
+
@
@ xi
(⇢kUi) = ⇢(Pk   ") + @@ xi
✓
⌘+
⌘t
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(59)
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mit C⇤"1 = C"1
⇣
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⌘
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Die Bestimmungsgleichungen der turbulenten Längen l und Zeitskala ⌧ lauten:
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Die Wirbelviskosität berechnet sich zu ⌘t = C⌘⇢⇣k2/"
3.2.4 Reynoldsspannungsmodelle
Im Wissen um die Defizite der WVM wurde mit den Reynoldsspannungsmodellen (RSM)
eine zweite Klasse an Turbulenzmodellen entwickelt. Mit Anwendung eines Reynolds-
spannungsmodells werden anstelle der zusätzlichen Gleichungen für die turbulenten
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Größen sieben Transportgleichungen gelöst, sechs davon für die verschiedenen Kom-
ponenten der Reynolds-Spannungen (symmetrischer Tensor) sowie einer für eine weite-
re turbulente Größe. Auch wenn die Reynoldsspannungsmodelle offenkundig eine tur-
bulente Strömung genauer beschreiben und in vielen kommerziellen CFD-Programmen
verfügbar sind, haben sie sich in der Praxis kaum durchgesetzt. Problematisch bei der
Lösung der Impulsgleichungen unter Verwendung eines RSM ist die resultierende Steifig-
keit des Gleichungssystem, da die Reynolds-Spannungen explizit eingefügt werden [25].
Infolgedessen treten leicht Oszillationen auf, die das Lösungsverfahren instabil machen.
Gegenüber den WVM ist zudem die Rechenzeit deutlich erhöht aufgrund der größeren
Anzahl zusätzlich zu lösender Gleichungen.
Algebraische Reynoldsspannungsmodelle Weniger aufwändig zu lösen als RSM sind
hingegen algebraische Reynoldsspannungsmodelle (ASM, Algebraic Stress Model). Sie
verzichten auf die Einbindung des kompletten Satzes an Transportgleichungen für die
Reynoldsspannungskomponenten, sondern beinhalten neben zwei Transportgleichungen
für die turbulenten Größen aus einem WVM eine zusätzliche algebraische Gleichung zur
Bestimmung des Reynoldsspannungstensors. Diese soll der Anisotropie der Turbulenz
näherungsweise Rechnung tragen ohne die Erfordernis übermäßig gesteigerter Rechen-
zeiten im Vergleich zu den RSM.
Ausgangspunkt für die Vereinfachung ist die Formulierung der kompletten Reynolds-
spannungs-Transportgleichung für Ri j =  ⌧i j/⇢ [85]:
DRi j
D t
=
@ Ri j
@ t
+ Ci j = Pi j + Di j   "i j +⇧i j +⌦i j (66)
Hierbei beschreibt Ci j den konvektiven Transport, Pi j die Produktionsrate, Di j den diffu-
siven Transport, "i j die Dissipationsrate, ⇧i j den Transport infolge der Wechselwirkung
von Druck und Scherung und ⌦i j den Transport von Ri j infolge der Rotation.
Die hohen Rechenzeiten von RSM resultieren aus der Tatsache, dass Gradienten der
Reynoldsspannungen Ri j im konvektiven und diffusiven Transportterm enthalten sind
[85]. ASM verfolgen daher den Ansatz Ci j und Di j entweder zu vernachlässigen oder
deren Einfluss über eine algebraische Modellgleichung anzunähern, um mit dem Aniso-
tropietensor ai j einen nichtlinearen Zusammenhang zwischen Reynoldsspannungen und
der Fluidverformungsrate herzuleiten, welcher schließlich an die Stelle der Boussinesq-
Formulierung aus Gleichung (41) tritt:
u0iu0j = k
✓
ai j +
2
3
 i j
◆
(67)
Die Vernachlässigung von Ci j und Di j führt zu der algebraischen Bestimmungsgleichung
für die Reynoldsspannungen [11]:
0= Pi j   "i j  ⇧i j (68)
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Diese Annahme ist allerdings lediglich bei Strömungen zulässig, deren lokale Turbulenz-
produktion der lokalen Dissipation entspricht (Pk   "k = 0) und somit lokales Gleichge-
wicht herrscht („local equilibrium “ [11]). Für Nicht-Gleichgewichtsströmungen schlägt
Rodi [71] stattdessen vor, die Differenz von Ci j und Di j mit der Differenz des konvektiven
und diffusiven Transports der turbulenten kinetischen Energie Ck und Dk ins Verhältnis
zu setzen, da u0iu0j / k [11]. Aus der Annahme folgt der Zusammenhang zwischen tur-
bulenter kinetischer Energie und Reynoldsspannungen:
Ci j   Di j =
u0iu0j
k
 
Ck   Dk = u0iu0jk  Pk   "k  (69)
Somit resultiert aus Gleichung (66) und (69) eine implizite Beschreibung für die Span-
nungskomponenten:
Pi j   "i j +⇧i j +⌦i j =
u0iu0j
k
(Pk   "k) (70)
Ein im Rahmen dieser Arbeit angewendetes ASM basiert auf dem Explicit Algebraic
Reynolds Stress Model (EARSM) von Wallin und Johansson [88], welche die Gleichung
(70) in eine explizite Schreibweise überführen und den Anisotropietensor auf Basis von
Gleichung (70) als Funktion der in diesem Fall dimensionslosen Fluidverformungsrate
Si j und der dimensionslosen Wirbelstärke ⌦i j formulieren.
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Für die Zeitskala ⌧ gilt:
⌧=
k
"
=
1
Cµ!
mit Cµ = 0,09 (73)
Folgende algebraische Gleichung wird schließlich abgeleitet, um ai j zu berechnen:
Na=  A1S+ (a⌦ ⌦a)  A2
✓
aS  Sa  2
3
t r{aS}
◆
(74)
Es gilt N = A3 + A4(
Pk
"
) und Ai sind Modellkonstanten. Nicht alle in Gleichung (70) ent-
haltenen Terme können direkt aus den Geschwindigkeitsgradienten der Hauptströmung
und den turbulenten Transportgrößen abgeleitet werden und bedürfen der Modellie-
rung. Zur Formulierung des Dissipationstensors der Reynoldsspannungen wird eine iso-
trope Annahme zu Grunde gelegt. Die Dissipation beschränkt sich hier auf die Normal-
komponenten in gleichmäßiger Verteilung:
"i j =
2
3
"k i j (75)
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Der Einfluss der Wechselwirkungen aus Druck und Scherung auf die Reynoldsspannun-
gen wird im Wesentlichen durch zwei verschiedene physikalische Prozesse bestimmt,
deren Modellierung herausfordernd ist. Einerseits reduzieren „langsame“ Prozesse die
Anisotropie von Ri j. Andererseits erzeugen die „schnellen“ Wechselwirkungen zwischen
den turbulenten Fluktuationen und der Verformungsrate der Hauptströmung Turbulenz
in dem Maße, dass sie der anisotropen Turbulenzproduktion in der Strömung entgegen-
wirkt. In Summe führt der Einfluss der Druck-Scher-Wechselwirkung zu einer Umver-
teilung der Energie auf die Normalspannungskomponenten, sodass die Turbulenz iso-
troper wird und die Reynoldsschubspannungen reduziert werden [85]. Die langsame
Druck-Scher-Korrelation wird im EARSM nach Rotta [72] (mit der Modellkonstante c1)
modelliert:
⇧i j =  c1"kai j (76)
Die schnelle Druck-Scher-Korrelation wird nach Launder et al [48] mit einem linearen
Ansatz in einem nicht-rotierenden Koordinatensystem folgendermaßen (mit der Modell-
konstante c2) modelliert:
⇧i j =   c2+ 811
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@ xi
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Durch den Anisotropietensor ai j werden die physikalischen Phänomene, welche im Rah-
men der RSM eine Beschreibung höherer Ordnung bedürfen damit auf das Level ei-
nes Zwei-Gleichungs-Turbulenzmodells heruntergebrochen [53]. Das EARSM ist mit ver-
schiedenen Zwei-Gleichungs-WVM kombinierbar. Im Rahmen dieser Arbeit wird das Ba-
seline EARSM (BSL EARSM) verwendet, welchem das gleiche Blending zwischen k-"-
und k-!-Modell wie dem SST-Modell zu Grunde liegt, damit die erhaltenen Ergebnisse
mit jenem des SST-Modells vergleichbar sind.
3.2.5 Wandfunktionen
In turbulenten Strömungen sind die Strömungsgrößen in Wandnähe durch Reibungs-
effekte dominiert und damit näherungsweise unabhängig von der äußeren Strömung.
Nach der Grenzschichttheorie stellt sich ein charakteristisches Strömungsprofil in Ab-
hängigkeit der Entfernung zur Wand y ein. Hierfür hat sich die Beschreibung mittels des
dimensionslosen Wandabstandes y+ = U⌧ y/⌫ mit der Schubspannungsgeschwindigkeit
U⌧ =
p|⌧w|/⇢ an der Wand bewährt. Die Strömung kann dann in zwei Schichten un-
terteilt werden. In der wandnahen sehr dünnen viskosen Unterschicht (y+ < 5) ist die
Schubspannung näherungsweise konstant und gleich der Wandschubspannung ⌧w. Da-
durch stellt sich ein lineares Geschwindigkeitsprofil über dem Wandabstand ein und die
Strömung kann näherungsweise als laminar betrachtet werden. Für die dimensionslose
Geschwindigkeit u+ = U/U⌧ gilt dann u+ = y+ [85]. Über der viskosen Unterschicht
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schließt sich die logarithmische Grenzschicht (im Bereich 30< y+ < 500) an, in der die
Geschwindigkeit logarithmisch mit dem Wandabstand ansteigt.
Ursprüngliche Wanddämpfungsfunktionen, die für die Korrektur der Turbulenzgrößen in
Wandnähe bei dem k-"-Modell entwickelt wurden, setzen feste Randbedingungen für die
Transportgleichungen in einem bestimmten Abstand zur Wand und schreiben ein festes
Geschwindigkeitsprofil für die Grenzschicht vor [21]. Nachteilbehaftet bei diesem An-
satz ist jedoch, dass die Ergebnisse in hohem Maße von der lokalen Gitterauflösung na-
he der Wand abhängen [29]. Die kommerzielle Software Ansys CFX, verwendet Scalable
Wall Functions in Kombinationen mit den auf der "-Gleichung basierenden Turbulenzmo-
dellen. Hier wird durch die Limitierung des skalierten dimensionslosen Wandabstandes
verhindert, dass das logarithmische Geschwindigkeitsprofil auf Gitterpunkte angewendet
wird, welche innerhalb der viskosen Unterschicht liegen. Für alle!-basierten Turbulenz-
modelle (darunter auch das SST-Modell) findet in Ansys CFX ein Automatic Wall Treat-
ment Verwendung. Vorteilhaft bei Verwendung der !-Transportgleichung ist, dass der
Verlauf von ! innerhalb der viskosen Unterschicht bekannt ist und analytisch beschrie-
ben werden kann. Im Rahmen der automatischen Wandfunktionen wird der Wert von !
an der Wand kontinuierlich in eine in eine logarithmische Wandfunktion geblendet, die
ihrerseits ebenfalls nicht sensitiv gegenüber der lokalen Netzauflösung ist. Für die mit
AVL Fire durchgeführten Rechnungen findet das Hybrid Wall Treatment Anwendung. Die-
ser Ansatz ist ebenfalls eine gemischte Beschreibung des Verhaltens an der Wand, welche
in Abhängigkeit der lokalen Zellauflösung zwischen einer logarithmischenWandfunktion
und einem „integration-to-the-wall“-Ansatz kontinuierlich umschaltet [66].
3.2.6 Modellierung des Stofftransports
Der Transport einer skalaren Größe (in diesem Fall der Massenanteil Yi der Komponente
i im FE) durch das Strömungsfeld wird durch folgende differentielle Transportgleichung
ausgedrückt [25]:
@ (⇢Yi)
@ t
+
@ (⇢fUjYi)
@ x j
=
@
@ xi
Ç
 ie f f
@ Yi
@ x j
å
+ Xi (78)
Hierbei ist fUj das massengemittelte Geschwindigkeitsfeld und Xi der Massenquellterm
der Komponente i im FE. Der erste Term auf der rechten Seite beschreibt den Massen-
transport infolge des effektiven Diffusionskoeffizienten  ie f f aufgrund des vorherrschen-
den Konzentrationsgradienten @ Yi
@ x j
im Strömungsfeld.  ie f f ist die Summe der Anteile aus
molekularer und turbulenter Diffusion.
 ie f f =  i +
⌘t
Sct
(79)
Je nach Turbulenzgrad und dominanten Zeitskalen sind molekulare und turbulente Mi-
schungsprozesse in der Strömung verschieden stark ausgeprägt. Bei der Hochdruck-Gas-
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direkteinblasung kann aufgrund der hohen lokalen Geschwindigkeiten davon ausgegan-
gen werden, dass Mischungsprozesse in erster Linie durch die lokale Turbulenz dominiert
werden und ihnen gegenüber der Stofftransport infolge der molekularen Diffusion ver-
nachlässigbar ist. Die turbulente Schmidt-Zahl Sct stellt ein Maß für das Verhältnis zwi-
schen der Diffusivität des turbulenten Impulstransports und der Diffusivität des turbulen-
ten Massentransports dar. Sie kann als Kenngröße für den durch Turbulenz getriebenen
Massentransport in einem Fluid verstanden werden. Werte der turbulenten Schmidt-Zahl
variieren je nach lokalen Strömungsbedingungen stark und werden in der Literatur im
Intervall zwischen 0,2-1,3 [80] angegeben und speziell innerhalb von Grenzschichten
im Bereich zwischen 0,3-1,0 [44]. Die meisten kommerziellen CFD-Codes verwenden
einen konstanten Wert für die turbulente Schmidt-Zahl im gesamten Strömungsfeld und
empfehlen eine Variation der turbulenten Schmidt-Zahl lediglich innerhalb der Grenzen
zwischen 0,6 bis 0,9.
3.3 Numerische Berechnung turbulenter kompressibler Strömungen
3.3.1 Finite-Volumen-Methode
Partielle Differentialgleichungssysteme können unter Einsatz von Diskretisierungsmetho-
den numerisch gelöst werden, welche die Geometrie in eine endliche Anzahl an Elemen-
ten oder Stützstellen unterteilen. In der numerischen Strömungsmechanik wird übli-
cherweise die Finite-Volumen-Methode (FVM) und teilweise auch das Finite-Differenzen-
Verfahren verwendet. Bei Letzterem wird das Strömungsgebiet durch ein Gitter ersetzt
und die Erhaltungsgleichungen in jedem dieser Gitterpunkte in Differentialform aufge-
stellt. Für einfache Geometrien können somit sehr effektiv und einfach Lösungen erzielt
werden [25]. Hauptnachteil dieser Methode ist jedoch ihre Nicht-Konservativität bezüg-
lich der Erhaltungsgrößen, sodass alle Quellen und Senken im Lösungsgebiet zusammen
nicht zwangsläufig identisch zur Summe aller Flüsse über die Ränder sind. Bei Anwen-
dung der Finite-Volumen-Methode wird das Strömungsgebiet in eine endliche Anzahl
an Volumenelementen zerlegt und die integrale Form der Erhaltungsgrößen für jedes
der Kontrollvolumina (KV) aufgestellt. Sie kann für Geometrien beliebiger Komplexität
verwendet werden und ist per se konservativ, da benachbarte KV über das gemeinsa-
me Oberflächenelement vom Betrag her identische Flüsse unterschiedlichen Vorzeichens
austauschen. Die Flussbilanz über den Rand des gesamten Strömungsgebiets entspricht
damit stets der Summe aller Flüsse über die Oberflächenelemente, da sich die Flüsse der
im Inneren des Strömungsgebiet liegenden Oberflächen gegenseitig aufheben [25].
Die allgemeine Form der Transportgleichung einer Größe   durch das Fluidelement (FE)
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[85] in differentieller Form ergibt sich zu:
@ (⇢ )
@ t| {z }
Anstiegsrate von   im FE
+ div(⇢ u)| {z }
konvektiver Term
= div( grad  )| {z }
diffusiver Term
+ X |{z}
Quellterm
(80)
In integraler Form lautet diese über ein Kontrollvolumen [85]:Z
KV
@ (⇢ )
@ t
dV +
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KV
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KV
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Zum Aufstellen der Flüsse a über die Oberflächen der KV mit den Normalenvektoren n
wird der Gauss’sche Integralsatz angewendet:Z
KV
div(a)dV =
Z
A
n a dA (82)
Aus den Flussbilanzen über die Oberflächenelemente der KV für die Erhaltungsgrößen
resultiert dann ein System aus gekoppelten nichtlinearen Differentialgleichungen.
3.3.2 Lösungsverfahren
Dieses System kann mit zwei verschiedenen Arten von Lösern numerisch iterativ gelöst
werden (simultan oder sequentiell). Zuerst werden die Massen- und die drei Kompo-
nenten der Impulserhaltungsgleichung mit ihren insgesamt vier Unbekannten (U ,V ,W
und p bzw. ⇢) gelöst. Bei druckbasierten Solvern (der Fall bei Ansys CFX und AVL Fire)
wird primär nach dem Druck gelöst und die zugehörige Dichte über eine thermische
Zustandsgleichung ermittelt. Bei Anwendung eines simultanen Lösers (auch gekoppel-
ter Löser genannt, findet Anwendung in Ansys CFX) werden die Impulsgleichungen und
die Kontinuitätsgleichung in einem Schritt gelöst und anschließend die übrigen skalaren
Transportgleichungen behandelt. Im Gegensatz dazu werden bei einem sequentiellen Lö-
ser (findet Anwendung in AVL Fire) die drei Komponenten der Impulstransportgleichung
sowie die Kontinuitätsgleichung getrennt voneinander gelöst. Hierbei wird jeweils nur
nach einer Variablen gelöst und die andern Unbekannten für die Lösung als bekannt vor-
ausgesetzt. In einer bestimmten Anzahl an inneren Iterationsschleifen wird somit jeweils
eine vorläufige Lösung für die entkoppelten Gleichungen berechnet und anschließend
die Koeffizientenmatrix für das gesamte Gleichungssystem aktualisiert. Nach einer An-
zahl an äußeren Iterationsschleifen konvergiert im Idealfall schließlich die Lösung für
das gesamte Gleichungssystem [25]. Viele kommerzielle sequentielle CFD-Programme
(darunter auch AVL Fire) verwenden Algorithmen, die auf der SIMPLE-Methode (Semi-
Implicit Method for Pressure-Linked Equations) von Patankar und Spalding [61] basie-
ren, um die Gleichungen sequentiell zu lösen. Hierbei wird vorab das Druckfeld p⇤ festge-
legt und über die Impulsgleichungen das zugehörige Geschwindigkeitsfeld (U⇤, V ⇤, W ⇤)
bestimmt, welches wiederum die Kontinuitätsgleichung nicht erfüllt. Die Abweichung
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der Kontinuitätsgleichung wird in einem Korrekturschritt genutzt, um die Strömungsgrö-
ßen anzupassen (U = U⇤+U 0 und p = p⇤+p0). Das angepasste Druckfeld wird daraufhin
verwendet, um in eine weitere äußere Iterationsschleife zu starten und die Impulsglei-
chungen zu lösen. Im Falle eines korrekten Drucks erfüllen die berechneten Geschwin-
digkeiten dann die Kontinuitätsgleichung [85]. Bei der Anpassung dieser ursprünglich
für inkompressible Strömungen entwickelten Methode auf dichteveränderliche Strömun-
gen muss bei der Korrektur des Massenungleichgewichts aus der Kontinuitätsgleichung
neben den Geschwindigkeiten auch die Dichte in der Massenbilanz korrigiert werden
(⇢ = ⇢⇤ + ⇢0). Um diese Dichtekorrektur durch die Druckkorrektur auszudrücken wird
die thermische Zustandsgleichung des Gases hinzugezogen [25]:
⇢0 ⇡
✓
@ ⇢
@ p
◆
T
p0 =Q⇢p0 (83)
Im einfachsten Fall, dass ein ideales Gas vorliegt kann Q⇢ wie folgt ausgedrückt werden
(innerhalb der äußeren Iteration wird die Temperatur als bekannt angenommen)[25]:
Q⇢ =
✓
@ ⇢
@ p
◆
T
=
1
RT
(84)
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4 Gasfreistrahlen aus variablen Düsengeometrien
4.1 Voruntersuchungen
Die Injektorinnenströmung sowie die Gasfreistrahlen wurden mithilfe von RANS-basier-
ten CFD-Methoden im Düsennahbereich (bis 10 mm stromabwärts des Spritzlochs) si-
mulativ und experimentell untersucht. Zur Untersuchung der Gasdirekteinblasung wer-
den für diese Arbeit exemplarisch zwei verschiedene Injektortypen eingesetzt, welche be-
reits in der Benzindirekteinspritzung breite Verwendung finden. Beim außenöffnenden
Ringspaltventil (auch A-Düse genannt) wird die Nadel durch einen Piezoaktor betätigt
und senkt sich in Richtung der Injektorachse ab (siehe Abbildung 11 c), sodass sie einen
kreisringförmigen Strömungsquerschnitt freilegt, aus dem der schirmförmige Gasstrahl
austritt. Prinzipiell sind bei diesem Typ variable Hübe und damit auch unterschiedliche
Austrittsquerschnitte einstellbar. Im Speziellen wird für diese Arbeit ein Modell der Rei-
he HDEV4 (Hochdruckeinspritzventil) von Bosch verwendet. Der Durchmesser des Ring-
spalts beträgt etwa 3,9 mm und der Hub wird für den Gasbetrieb auf 60 µm eingestellt.
Bei dem zweiten Typ, handelt es sich um einen innenöffnenden Magnetventilinjektor der
Reihe HDEV5 (vgl. a und b in Abbildung 11), bei dem sich die Nadel zum Öffnen entlang
der Injektorachse nach oben hebt und einen kreisringförmigen Querschnitt im Inneren
des Injektors am Nadelsitz freilegt. Der Gasstrahl verlässt den Injektor über eine (Einlo-
chinjektor, vgl. a in Abbildung 11) oder mehrere (Mehrlochinjektor, vgl. b in Abbildung
11) Düsenbohrungen, sodass zahlreiche Freiheitsgrade bei der Gestaltung der Gasjets
bestehen (Anzahl, Durchmesser und Positionierung der Bohrungen). Bei diesem Injektor
wird der maximale Strömungsquerschnitt durch den gegebenen Nadelhub begrenzt und
kann mangels Bauraum nachträglich nicht weiter gesteigert werden.
Bei der Anpassung von Benzininjektoren für den Gasbetrieb besteht ein Hauptaugen-
merk auf der Bereitstellung eines ausreichend großen Strömungsquerschnitts. Aufgrund
der geringeren volumetrischen Energiedichte gasförmiger Kraftstoffe muss der dem Brenn-
raum zugeführte Volumenstrom gesteigert werden. Insbesondere bei Mager-Schichtbrenn-
verfahren mit einem späten SOI ist die zur Verfügung stehende Gemischbildungszeit
kurz, sodass keine langen Einblasedauern realisiert werden können. Eine Durchflussstei-
gerung kann demzufolge einzig über einen größeren Querschnitt oder Einblasedruck
erfolgen.
Das innenöffnende Magnetventil wurde einerseits als Einlochinjektor und andererseits
als Mehrlochinjektor für den Gasbetrieb erprobt. Der Bohrungsdurchmesser d der Ein-
lochdüse beträgt etwa 1,5 mm (Querschnitt in Abbildung 12). Der Mehrlochinjektor ver-
fügt über eine zentrale Düsenbohrung mit dem Durchmesser d = 0,7 mm in Richtung
der Injektorachse und sechs seitlich positionierte Spritzlöcher von etwa d = 0,12 mm.
Der engste Querschnitt bei diesem Typ befindet sich am Nadelsitz im Inneren des Injek-
tors, sodass der Massenstrom bei beiden Varianten identisch ist und sich unabhängig vom
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Abbildung 11: Verwendete Injektoren im Schnitt dargestellt: Einlochinjektor a), Mehrlochinjektor b) und
Ringspaltinjektor c)
Düsendesign einstellt. Ab dem kritischen Druckverhältnis aus Gleichung (11) wird somit
am Nadelsitz Schallgeschwindigkeit erreicht. Anders als bei der konvergent-divergenten
Modelldüse aus Kapitel 3.1.1 liegt im Injektor somit eine ringförmige Drossel vor und die
Querschnittsänderungen dA/dx in Strömungsrichtung erfolgen durch die Umlenkung in
das Spritzloch bzw. in die Spritzlöcher nicht kontinuierlich, sodass Ablösungen auftre-
ten. Die in Abschnitt 3.1.1 aufgeführten Zusammenhänge für eindimensionale stationäre
Düsenströmungen sind daher nur näherungsweise anwendbar.
4.1.1 Simulation der Düseninnenströmung
Für die Simulation des Gasstrahls aus den verschiedenen Injektoren wurde die detail-
lierte Geometrie der Injektorspitze und ein angrenzendes Einströmvolumen diskretisiert,
wobei Netze mit unterschiedlicher lokaler Auflösung sowie unterschiedlicher Größe des
angrenzenden Einströmvolumens sowie mit geöffneter statischer Nadel als auch mit
transienter Nadelbewegung zum Einsatz kommen. Sämtliche referenzierte Netze sind
in Tabelle 5 zusammengefasst. Zur Charakterisierung der Strömung in Düsennähe wur-
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Tabelle 5: Für die Berechnung der Gasstrahlen aus verschiedenen Injektorgeometrien verwendete Netze
Kurzbezeichnung Bezeichnung Netzauflösung Injektornadel
EL 1 Netz Einlochdüse 15 µm im Spritzloch, 50 µm an Stoßfront statisch
EL 1c Netz Einlochdüse 75 µm an Stoßfront statisch
EL 1f Netz Einlochdüse 25 µm an Stoßfront statisch
ML 1 Netz Mehrlochdüse 10 µm im Spritzloch bewegt
ML 2 Netz Mehrlochdüse 40 µm im Spritzloch bewegt
ML 3 Netz Mehrlochdüse 25 µm im Spritzloch statisch
A 1 Netz A-Düse 15 µm im Spritzloch bewegt
de hauptsächlich die kommerzielle Software Ansys CFX in Kombination mit dem Shear
Stress Transport Turbulenzmodell verwendet. Simuliert wurde die Einblasung von rei-
nem Methan (Peng-Robinson Realgaszustandsgleichung) in Luft (Idealgas). Für Statio-
närlösungen wurde aus Stabilitätsgründen eine Massenstromrandbedingung am Inlet
gewählt. Bei zeitinvarianten Rechnungen mit bewegten Netzen zur Berücksichtigung des
Nadelhubes wurde eine Totaldruckrandbedingung am Inlet gewählt. Im Injektor ist dann
die Vorgabe eines Druckfeldes für einen graduellen Druckabfall zwischen Hochdruck-
und Niederdruckteil des Injektors stromabwärts des Nadelsitzes nötig. Am Rand des
Einströmvolumens gelten die Randbedingungen für konstante Temperatur, konstanten
Druck und einen Volumenanteil von 1 für Luft.
4.1.2 Experimentelle Untersuchung des Gasstrahls an optischen Kammern
Um die Simulationsergebnisse der Gasausbreitung im Düsennahbereich zu überprüfen,
wurden im Rahmen dieser Arbeit auch Versuche an optisch zugänglichen Druckkam-
mern durchgeführt. Hierbei handelt es sich um Streulichtaufnahmen mit inkohären-
ter Lichtquelle, Streulichtaufnahmen im Laserlichtschnitt und planare LIF-Messungen
(Laser-induzierte Fluoreszenz).
Für alle Experimente werden Druckkammern eingesetzt, die im horizontalen Schnitt ei-
ne quadratische Grundform aufweisen. Ihre optische Zugänglichkeit wird jeweils durch
drei Quarzglasscheiben gewährleistet, die im rechten Winkel zueinander angeordnet
sind, sodass jeweils eine Seite der Kammern optisch dicht ist. Die Druckkammern wer-
den kontinuierlich mit Stickstoff durchströmt, um die Bildung zündfähiger Gemische
zuverlässig zu verhindern und stets gleiche Ausgangsbedingungen für jede Einblasung
zu gewährleisten. Der jeweilige Gasinjektor wird mittig an der Oberseite einer Druck-
kammer installiert, sodass seine Spitze senkrecht nach unten zeigt. Der Gasinjektor ist
an die Hochdruck-Methanversorgung (bis zu 150 bar) angeschlossen und wird mittels
einer Endstufe der Firma Genotec angesteuert.
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Streulichtaufnahmen mit inkohärenter Lichtquelle Die Visualisierung der Strahl-
struktur inklusive lokaler Druck- und Dichteschwankungen im Düsennahbreich wird
über die Streuung inkohärenten Lichts am Gasstrahl umgesetzt. Eine Halogen Metall-
dampflampe VD705-S der Firma Vision Devices mit 700 W elektrischer Leistung wird als
Lichtquelle verwendet. Sie wird so aufgestellt, dass sie unter einem Winkel von ca. 30 
zum Lot der Eintrittsglasscheibe den Gasstrahl beleuchtet und ist dauerhaft während den
Messungen eingeschaltet. Auf der gegenüberliegenden Seite der Druckkammer ist eine
Hochgeschwindigkleitskamera Photron FASTCAM-SA1.1 aufgebaut. Diese ist mit einem
Sigma 105mm f/2,8 EX Makroobjektiv ausgestattet, das den Düsennahbereich des Gas-
strahls scharf auf den Kamerachip abbildet. Die optischen Achsen der Lichtquelle und
des Kamerasystems schließen an der Längsachse des Gasstrahls einen Winkel von ca.
150  ein. Für die Streulichtmessungen mit inkohärenter Lichtquelle betragen die Belich-
tungszeit 50 µs und die Bildrate 20 kHz. An Verdichtungsstößen (vgl. Abschnitt 4.2.1),
wie sie im Gasstrahl auftreten, weisen die Stoffdichte und damit auch der optische Bre-
chungsindex hohe räumliche Gradienten auf. Bei der hier vorliegenden Beleuchtung des
Strahls im stumpfen Winkel zur Betrachtungsrichtung wird ein Teil des Lichts an diesen
Brechungsindexgradienten in die Betrachtungsrichtung umgelenkt. Dadurch erscheinen
diese Bereiche in solchen Messungen heller als der Hintergrund (vgl. Abbildung 13).
Steulichtaufnahmen im Laserlichtschnitt Zur optischen Detektion flüssigen Methans
im Gasstrahl infolge von Kondensationsprozessen eignet sich die Betrachtung im Laser-
lichtschnitt. Es wird erneut die zuvor beschriebenene unbeheizte Druckkammer verwen-
det. Im Gegensatz zu dem zuvor beschriebenen Versuchsaufbau, wird anstelle der Metall-
dampflampe ein frequenzverdoppelter, gütegeschalteter Nd:YAG Laser mit 532 nm Wel-
lenlänge verwendet und zu einem Lichtschnitt geformt, der vertikal im Raum orientiert
ist und die Mittelachse des Injektors schneidet. Die Kamera (Photron FASTCAM-SA1.1)
blickt bei diesem Aufbau senkrecht auf die Laserlichtschnittebene. Die Position der Ka-
mera sowie der Bildausschnitt bleiben gegenüber den Streulichtaufnahmen mit inkohä-
renter Lichtquelle jedoch unverändert. Angepasst werden hingegen die Belichtungszeit
auf 100 µs und die Bildrate mit 10 kHz. Das gemessene Signal stammt in jedem Bild aus
dem Zeitraum, in dem der Laserpuls den Gasstrahl beleuchtet (ca. 10 ns).
Im Falle von Kondensation im Gasstrahl wird das Licht durch Mie-Streuung an den Trop-
fen so stark abgelenkt, dass Anteile ihre Ausbreitungsrichtung um 90  in Richtung der
Kamera ändern. Leichte Dichteunterschiede, wie sie an Stößen auftreten, führen keine
so starken Ablenkungen herbei und werden mit dieser Methode nicht sichtbar. Beson-
ders die Tatsache, dass sich das Laserlicht gerichtet ausbreitet und nur den Mittelschnitt
des Gasstrahls beleuchtet, sorgt dafür, dass immer eine Umlenkung im rechten Winkel
notwendig ist, um eine Struktur im Kamerabild sichtbar zu machen.
Die Druckkammer und die verwendeten Gase sind weitgehend frei von Partikeln, wo-
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durch eine geringe Konzentration an fremden Nukleationskeimen vorliegt. Aufgrund
dessen wird angenommen, dass die Clusterbildung im Methanstrahl durch homogene
Kondensationsprozesse dominiert ist.
Planare LIF-Messungen Die räumliche Gestalt des Methanstrahls im stationären Zu-
stand und seine Ausbreitung lassen sich für unterschiedliche Druck- und Temperaturbe-
dingungen anhand planarer LIF-Messungen untersuchen. In diesem Fall wird eine be-
heizte Druckkammer eingesetzt, um Bedingungen aus dem Motorbetrieb nachzustellen.
Mit der qualitativen Bestimmung der Kraftstoffverteilung kann die prinzipielle Strahl-
form und das Ausbreitungsverhalten visualisiert werden. Für die planaren LIF-Messungen
wird Methan mit dem Tracer Toluol versetzt und unter variablem Druck in die beheizte
optische Kammer eingeblasen. Die Versuche werden mit zwei verschiedenen Kammer-
bedingungen durchgeführt: pKammer= 4 bar bzw. 8 bar und TKammer= 428 K bzw. 523 K.
Der Laserlichtschnitt wird mit einem frequenzvervierfachten, gütegeschalteten Nd:YAG
Laser mit 266 nm Wellenlänge erzeugt und vertikal durch die optische Kammer gelegt.
Die Injektorausrichtung sowie die Ebene des Lichtschnitts an der Kammer sind hierbei
so gewählt, dass der Lichtschnitt die Längsachse des Injektors schneidet. Im Falle des
Mehrlochinjektors werden sowohl die zentrale Düsenbohrung als auch links und rechts
zwei seitliche Düsenbohrungen durch den Laserlichtschnitt geschnitten.
Der prinzipielle Aufbau entspricht dem der planaren 2-Farben Toluol-LIF-Messtechnik
[63]. Für die beiden Detektionskanäle wird jeweils eine bildverstärkte, UV-sensitive Ka-
mera (PCO Dicam) mit S20-Photokathode und P43-Phosphorschirm verwendet. Die bei-
den Kameras sind mit UV-Objektiven mit 100 mm Brennweite und Blendenöffnung f /2,8
ausgestattet und so angeordnet, dass die optischen Achsen des kurzwelligen und des
langwelligen Kanals in einem Winkel von ca. 80  bzw. 100  zur Laserlichtschnittebene
stehen. Die räumliche Verzerrung der Bilder wird mithilfe eines LaVision-Kalibriertargets
und der Auswertesoftware LaVision DaVis korrigiert. Eine erfolgreiche Kalibrierung zur
Temperaturbestimmung im Methanstrahl war aufgrund von zu großen Temperaturinho-
mogenitäten in der Kammer nicht erfolgreich. Im Folgenden wird daher lediglich das
Signal des langwelligeren Kanals dargestellt, der mit Filtern des Typs WG305 und BG05
ausgestattet ist.
4.2 Strahlphänomenologie
4.2.1 Einlochinjektor
Im Einlochinjektor weitet sich der Strömungskanal nach Durchlaufen der engsten Stelle
am Nadelsitz (vgl. 1 in Abbildung 12) zunächst geringfügig bis mit der Umlenkung in
das Spritzloch eine abrupte Querschnittserweiterung auftritt. Trotz radialer Einlaufver-
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rundung kann die Strömung der äußeren Spritzlochkontur nicht folgen und löst sich im
divergenten Teil der Bohrung von der Wand ab. An der Unterseite des kugelförmigen
Nadelkopfes, der vom Gas gleichmäßig umströmt wird, entsteht ein Staupunkt (vgl. 2
in Abbildung 12). Wenig später, kurz vor Verlassen des Spritzloches vereinigt sich die
Gasströmung zu einem zusammenhängenden Strahl mit näherungsweise kreisförmiger
Querschnittsfläche (vgl. 3 in Abbildung 12). Bei den betrachteten Druckverhältnissen
im Bereich von 5-100, ist der statische Druck im Gasjet bei Verlassen des Spritzlochs
noch nicht bis auf das Umgebungsniveau im Brennraum bzw. der Kammer abgefallen,
sodass sich ein unterexpandierter Gasfreistrahl ausbildet. Außerhalb der Düse kommt
es zu einer Querschnittserweiterung des Gasstrahls unter Ausbildung einer oder meh-
rerer Machzellen inklusive schräger Verdichtungsstöße und teilweise auch senkrechter
Verdichtungsstöße (vgl. 4 in Abbildung 12). Damit lässt sich die in Abschnitt 3.1.2 be-
schriebene grundlegende Strahlphänomenologie unterexpandierter Gasfreistrahlen aus
rotationssymmetrischen Düsen bei dem Einlochinjektor mit ringförmigem Strömungska-
nal um die Nadel herum wiederfinden.
Für die Simulation des Gasfreistrahls im Düsennahbereich wurde die Injektorspitze und
ein Teil der Innengeometrie mit einem blockstrukturierten Hexaedernetz, das mithilfe
der kommerziellen Software Ansys ICEM erstellt wurde, diskretisiert. Die lokale Netz-
auflösung in der Düse liegt bei 15 µm. Weiter stromab im Bereich des Verdichtungs-
stoßes beträgt die Zellgröße etwa 50 µm. Am äußeren Rand des Netzes abseits der
Überschallgebiete ist die lokale Netzauflösung mit 300 µm deutlich gröber gewählt. Das
diskretisierte Strömungsvolumen ist zylindrisch und hat einen Durchmesser von 20 mm
sowie eine Längsausdehnung in Strahlrichtung von 40 mm (Referenzierung des Netzes
im weiteren Verlauf der Arbeit mit EL 1). An der äußeren Berandung wird eine konstan-
te Randbedingung für Druck und Temperatur aufgeprägt. An der Ringkreisfläche am
Einlass oberhalb des Nadelsitzes ist eine konstante Massenstromrandbedingung aufge-
prägt. Die Nadel befindet sich für die abgebildete Stationärlösung bei Vollhub. Das Netz
ist demnach unbewegt. Für die Simulation wurde das kommerzielle Softwarepaket An-
sys CFX verwendet mit dem Shear Stress Transport Turbulenztransportmodell. Für die
Berücksichtigung der Realgasthermodynamik von Methan fand die vorimplementierte
Peng-Robinson Zustandsgleichung Anwendung gleichzeitig wurde die Druckabhängig-
keit der Enthalpiegleichung zur Berechnung des Joule-Thomson-Effekts berücksichtigt.
Die Temperaturabhängigkeit der spezifischen Wärmekapazität ist über eine Polynom-
funktion vierten Grades berücksichtigt. Ein möglicher Phasenwechsel ist in der Simulati-
on nicht berücksichtigt. Abbildung 12 zeigt die stationäre Lösung des unterexpandierten
Gasstrahls bei voll geöffnetem Ventil bei einem Druckverhältnis von 25 für Machzahl
und Temperatur. Infolge der Expansion auf Kammerdruck nach Verlassen der Düsenboh-
rung steigt der Durchmesser des Strahls an und die Stromlinien werden nach außen
abgelenkt. Da sich der Gasstrahl bereits weiter oben in der Düsenbohrung von der Wand
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Abbildung 12: Simulation des Methanstrahls durch die Düse des Einlochinjektors bei pRail= 100 bar,
pKammer= 4 bar, TKammer= 293 K mit dem Netz EL 1: Konturdiagramm der Machzahl (links) und der
statischen Temperatur (rechts) in der senkrechten Schnittebene durch den Injektor. Indiziert sind die
Orte des minimalen Durchflusses am Nadelsitz(1), der Staupunkt unterhalb der Nadel (2), die
Vereinigung des Strahls (3) nach Umströmung des Nadelkopfes und die Mach’sche Scheibe (4)
abgelöst hat, bilden sich die Expansionsfächer nicht an der Lochkante aus. Der Ursprung
der Mach’schen Linien liegt stattdessen an den Rändern der Einschnürung, welche der
Strahl durch die Vereinigung hinter der radialen Strömungsführung des Gases um die
Nadel herum erfährt (3). Im dargestellten Fall ist das Druckverhältnis ausreichend hoch,
dass die erste Machzelle mit einem senkrechten Verdichtungsstoß abschließt (4). Die ma-
ximale Strömungsgeschwindigkeit sowie die minimale Temperatur werden unmittelbar
vor dem Stoß erreicht. Die von der Simulation berechnete Expansionsendtemperatur und
der Expansionsenddruck liegen im dargestellten Fall unterhalb der Siedelinie von Me-
than, sodass bei gegebenem Druckverhältnis mit Kondensation gerechnet werden kann
(vgl. Abschnitt 4.3). Die Strahlstruktur kann mit Streulichtmethoden mit inkohärenter
Lichtquelle visualisiert werden, wobei gerade und schräge Stöße als scharfe Kanten sicht-
bar werden. Abbildung 13 zeigt die Aufnahmen des Gasstrahls bei konstantem Kammer-
druck von pKammer= 4 bar und verschiedenen Druckverhältnissen ⇡ zwischen 37,5 (links)
und 12,5 (rechts). Die Farbskala bezieht sich jeweils auf die Spanne zwischen Minimal-
und Maximalwert der aufgenommenen Intensität auf den vier Einzelbildern. Für gerin-
gere Druckverhältnisse sinkt die Signalintensität, wodurch die Aufnahmen in Abbildung
13 zunehmend verrauscht sind. Die Streulichtaufnahmen mit inkohärenter Lichtquelle
bilden die räumliche Strahlstruktur des Gasstrahls ab, da das inkohärente Licht der Me-
talldampflampe die gesamte Oberfläche des Strahls erreicht. Hohe Intensitätsgradienten
des Signals sind einerseits entlang der Stoßfronten und darüber hinaus zwischen den
sich wiederholenden Hoch- und Niederdruckzonen der einzelnen Strahlzellen zu sehen.
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Abbildung 13: Streulichtaufnahmen mit inkohärenter Lichtquelle des Gasstrahls (Einlochinjektor) für
verschiedene Einblasedrücke bei konstantem Kammerdruck pKammer= 4 bar, von links nach rechts:
pRail= 150 bar, 100 bar, 75 bar, 50 bar
Die den Strahl umschließenden kegelförmigen schrägen Verdichtungsstöße, sind in den
Aufnahmen als Linien hoher Intensität am Strahlrand erkennbar. Diese Stoßflächen wer-
den von dem seitlich einfallenden Licht näherungsweise senkrecht durchdrungen. Der
parallel zur Ebene des einfallenden Lichts liegende senkrechte Verdichtungsstoß kann
hingegen nicht eindeutig lokalisiert werden. Für die gleichen Druckverhältnisse sind in
Abbildung 14 Simulationsergebnisse der Strahlstruktur abgebildet. Die Machzahl ist als
Abbildung 14: Simulation des Gasstrahls (Einlochinjektor) für verschiedene Einblasedrücke bei
konstantem Gegendruck pGegen= 4 bar, von links nach rechts: pRail= 150 bar, 100 bar, 75 bar, 50 bar mit
dem Netz EL 1
Konturdiagramm in der senkrechten Schnittebene aufgetragen. In Übereinstimmung mit
den Streulichtaufnahmen mit inkohärenter Lichtquelle zeigt sich, dass der Durchmesser
der ersten Machtzelle mit steigendem Druckverhältnis anwächst und sich ein schräger
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Verdichtungsstoß zwischen Strahlrand und der Strahlzelle ausbildet. In Strahlrichtung
wird die erste Strahlzelle durch einen senkrechten Stoß begrenzt dessen Entfernung
von der Düse mit ⇡ größer wird. Die sich wiederholende Abfolge aus Expansions- und
Kompressionszonen stromabwärts wird in der Simulation weniger ausgeprägt wieder-
gegeben, da beim zugrunde liegenden Gitter die Auflösung im Abstand von der Dü-
senöffnung kontinuierlich sinkt. Die Abbildung der Druckschwankungen im Strahl wird
maßgeblich von der lokalen Zelldimension beeinflusst. Ausführliche Berechnungen der
Position der Verdichtungsstöße für verschiedene Netzfeinheiten wurden in einer separa-
ten studentischen Arbeit von Schieche [74] durchgeführt. Die Ergebnisse dieser Gitter-
konvergenzstudie für den Gasstrahl aus der betrachteten Einlochdüse zeigten, dass mit
steigender Netzfeinheit eine höhere Anzahl an Druckpeaks stromabwärts der Düse ver-
zeichnet werden kann. Die Position und Abstände der einzelnen Peaks voneinander ist
jedoch unabhängig von der verwendeten Zelldimension. Diese Aussagen trafen sowohl
bei der Berechnung mit AVL Fire als auch mit Ansys CFX zu.
In Abbildung 15 ist auf der primären Ordinatenachse der statische Druck entlang der
Strahlachse bei der Expansion von pRail= 100 bar auf pKammer= 4 bar der Simulations-
ergebnisse aufgetragen und den Intensitätsschwankungen in den Streulichtaufnahmen
mit inkohärenter Lichtquelle gegenübergestellt. Die Simulationen wurden sowohl un-
ter kalten Bedingungen (Raumtemperatur) als auch bei heißen Bedingungen (428 K)
durchgeführt. Beim Vergleich von experimentellen und numerischen Ergebnissen wird
angenommen, dass die Niederdruckzone in der Strahlzelle unmittelbar vor dem senk-
rechten Verdichtungsstoß in etwa lokal mit den Einschnürungen zwischen den einzelnen
Strahlzellen zusammenfällt. An den Einschnürungen laufen die schrägen Verdichtungs-
stöße zusammen und erzeugen ein lokales Intensitätsmaximum des Messsignals. In den
Simulationen entspricht dies der Position des lokalen Druckminimums. Der Gegenüber-
stellung ist zu entnehmen, dass die Länge der einzelnen Strahlzellen in den Messun-
gen in etwa in der gleichen Größenordnung liegt wie von der Simulation berechnet.
Beim Messaufbau sind Druckverluste im Leitungssystem zwischen dem Reservoir und
dem Injektor vorhanden, sodass das an der Injektornadel anliegende Druckniveau von
dem in der Simulation abweicht. In separaten Durchflussmessungen des verwendeten
Injektors konnten die Verluste jedoch als gering bestimmt werden. Bei verschiedenen
Aufbauten wurde der Druckverlust in der Gasleitung bei 100 bar Reservoirdruck mit 5%
bestimmt. Innerhalb des Magnetventilinjektors sind die Verluste ebenfalls gering. Da die
Strömungsquerschnitte im Injektor groß sind im Vergleich zur Drosselstelle am Nadel-
sitz, übersteigen die mittleren Strömungsgeschwindigkeiten nicht 25 m/s im Injektor bei
100 bar. Eine separate Berechnung der Totaldruckverluste im Injektorkörper ist im An-
hang B aufgestellt. In Abbildung 15 ist die Druckkurve auch für eine Simulation unter
Annahme von 5% Druckverlust aufgetragen. Infolge des geringeren Druckverhältnisses
verkürzt sich die erste Strahlzelle und der senkrechte Verdichtungsstoß rückt näher Rich-
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Abbildung 15: Gegenüberstellungen der Druckschwankungen im Gasstrahl in der Simulation mit den
Intensitätsschwankungen entlang der Strahlachse in den Streulichtaufnahmen. Einblasung bei
pRail= 100 bar in Stickstoff (Messung) und Luft (Simulation) bei pKammer= 4 bar. Die
Simulationsergebnisse beinhalten Variationen der Zustandsgleichungen (real und ideal) der
Druckverluste in der Zuleitung zum Injektor (5%) und der Kammertemperatur (Raumtemperatur und
428 K)
tung Düsenaustritt. Signifikante Abweichungen der Position der Drucktäler ergeben sich
auch beim Vergleich der Verwendung einer idealen oder realen Zustandsgleichung. So-
wohl unter kalten Bedingungen aber insbesondere auch bei der Einblasung in heiße Luft
steigt die Entfernung zwischen den Druckpeaks unter Verwendung der Idealgasthermo-
dynamik. Mit dem verwendeten Idealgasmodell sinkt bei gleichem Druck einerseits der
Massenstrom durch die Düse gegenüber der Realgasrechnung (bei 100 bar Gasdruck von
4,325 g/s auf 3,77 g/s), da die Dichte im engsten Querschnitt geringer ist. Gleichzeitig
fällt aber auch das nötige Druckverhältnis für die kritische Durchströmung der Düse
geringer aus. Insgesamt sind die Verluste bei der Verwendung von Idealgas aufgrund
der Vernachlässigung der Molekülwechselwirkungen niedriger, wodurch sich einerseits
niedrigere Totaldruckverluste und andererseits durch die Druckinvarianz der Enthalpie
in der Idealgassimulation keine Totaltemperaturverluste ergeben. Die niedrigeren Strö-
mungsverluste führen zu dem höheren Abstand der Strahlzellen voneinander. Im Fall der
Gasausbreitung in heißer Luft mit geringerer Dichte als bei Raumtemperatur wird der
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Einfluss der verschiedenen Zustandsgleichungen noch deutlicher.
4.2.2 Mehrlochinjektor
Die Strömungsführung des Gases im Inneren des Mehrlochinjektors ist durch Ablösun-
gen und die asymmetrische Zuströmung in die seitlichen Bohrungen geprägt. Diese sind
nicht gleichmäßig auf dem Lochkreis verteilt und schließen unterschiedliche Winkel mit
der Injektorachse ein. Zwei Spritzlöcher weisen beim Einbau im Zylinderkopf des Mo-
tors unter flacherem Winkel in die Richtung der Zündkerze um dort lokal eine zündfä-
hige Gemischwolke zu erzeugen (vgl. Abbildung 43). Abbildung 16 zeigt Halbschnitte
durch die Injektorgeometrie als Konturdiagramme der lokalen Machzahl und des Äqui-
valenzverhältnisses   von Kraftstoff zu Luft (  = 1/ ) des stationären Gasstrahls bei
einem Druckverhältnis von 10. Die Simulationen wurden mit Ansys CFX (SST Modell,
Peng-Robinson Realgaszustandsgleichung) auf einem Gitter mit gleichmäßiger lokaler
Zellauflösung von 10 µm durchgeführt (Referenzierung des Netz mit ML 1). Das diskreti-
sierte Strömungsvolumen ist halbzylindrisch und hat einen Radius von 4 mm sowie eine
Längsausdehnung in Strahlrichtung von 3 mm. Das Strömungsvolumen schneidet den
Injektor in der Symmetrieebene durch die zentrale Düsenbohrung. Die drei seitlichen
Spritzlöcher werden nicht geschnitten. An der äußeren Berandung wird eine konstante
Randbedingung für Druck und Temperatur und eine Symmetrierandbedingung in der
Schnittebene aufgeprägt. An der Ringkreisfläche des Inlet oberhalb des Nadelsitzes ist
eine konstante Druckrandbedingung aufgeprägt. Die Nadel befindet sich zum Zeitpunkt
t= 0 ms näherungsweise im Nadelsitz (Minimalspalt im Netz) und hebt sich innerhalb
der ersten 150 µs nach SOI linear senkrecht nach oben bis auf Vollhub. Der in Abbildung
16 gezeigte Schnitt verläuft durch die zentrale Bohrung in der Injektormittelachse und
durch eine seitliche Düsenbohrung. Die restlichen vier Spritzlöcher weisen unter einem
spitzeren Winkel in den Brennraum hinein. Der engste Querschnitt liegt bei diesem Typ
identisch wie beim Einlochinjektor am Nadelsitz. Von dort weiter stromabwärts wird das
Gas um den Nadelkopf herumgeführt und teilweise in die seitlichen Düsenbohrungen
umgeleitet. Hier löst sich die Strömung trotz Einlaufverrundung von der Düsenkontur
ab und legt sich an der Innenseite der Bohrung wieder an die Wand an. An der Außen-
seite des Spritzlochs entsteht unterhalb der Einlaufkante ein Rezirkulationsgebiet mit
geringen lokalen Machzahlen Ma <0,2. Durch die Umlenkung der Strömung ins Spritz-
loch erfährt sie eine plötzliche Querschnittserweiterung, sodass sie auf Überschall be-
schleunigt wird. Der Gegendruck liegt bereits in der Vorstufe des seitlichen Spritzlochs
an, da diese breit genug ist, um nicht vollständig vom Gasstrahl ausgefüllt zu werden
und sich teilweise mit Umgebungsluft füllt (rechts in Abbildung 16). Der aus dem seit-
lichen Spritzloch austretende Gasstrahl erfährt durch die Expansion eine Querschnitts-
erweiterung, jedoch bilden sich durch die asymmetrische Anströmung und die Ablösung
kurz vor der Düsenöffnung keine periodischen Mach’schen Strukturen aus. Der Großteil
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Abbildung 16: Strömung durch den Mehrlochinjektor im Halbschnitt durch die zentrale und eine
seitliche Düsenbohrung: Konturdiagramm der lokalen Machzahl (links) und des Äquivalenzverhältnisses
  (rechts), Simulation mit Ansys CFX (SST Modell) bei lokaler Netzauflösung von 10 µm (Netz ML 1),
pRail= 100 bar, pGegen= 21 bar, TLuf t= 750 K
des Gases verlässt den Injektor durch die Zentralbohrung, welche eine deutlich größere
Querschnittsfläche als die seitlichen Bohrungen hat. Auch hier reißt die Strömung an
der Einlaufkante von der Wand ab. An der Nadelspitze bildet sich wie beim Mehrloch-
injektor ebenfalls ein Staupunkt aus. Im zentralen Spritzloch wird die Strömung durch
die plötzliche Querschnittserweiterung auf Überschallgeschwindigkeit beschleunigt und
es entsteht eine Strahlzelle im Spritzloch, welche einen senkrechten Verdichtungsstoß in
der Austrittsebene aufweist. Wie bei rotationssymmetrischen Düsenöffnungen entstehen
an der umlaufenden Einlaufkante der zentralen Düsenbohrung Expansionsfächer, wel-
che sich zu schrägen Stoßfronten formieren. Ähnlich wie bei einem Borda-Carnot-Stoß
in Rohrleitungen mit plötzlicher Querschnittserweiterung (siehe [69]) führt dies zu der
Ausbildung einer Expansions-Kompressionszelle im zentralen Spritzloch. Nach dem Aus-
tritt setzt sich die periodisch Abfolge von Hoch- und Niederdruckzonen fort, sodass sich
die erwähnte Wellenfigur (vgl. Abbildung 10) im zentralen Gasstrahl bildet.
Nach Verlassen der Düsenöffnung kommt es in Abhängigkeit der herrschenden Randbe-
dingungen zu ausgeprägten Interaktionen zwischen den Gasstrahlen. Der Zentralstrahl
hat aufgrund seiner Querschnittsfläche den höchsten Impuls, sodass er Luft aus der Um-
gebung und auch die seitlichen Gasstrahlen ansaugt (auch Air Entrainment genannt,
von engl. entrain = mitreißen ). Die näherungsweise ruhende Luft wird von den äuße-
ren Schichten des Gasstrahls erfasst und beschleunigt, sodass sich zwischen Gasstrahl
und Luft eine Mischungsschicht ausbildet. Es entsteht somit eine stetige Luftströmung
in Richtung des zentralen Gasstrahls, sodass eine Niederdruckzone um ihn herum ent-
steht. Je nach Raildruck ist die Luftansaugwirkung unterschiedlich stark ausgeprägt und
beeinflusst auch die Form der seitlichen Gasstrahlen. Zur Bewertung der Strahlform für
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unterschiedliche motorähnliche Bedingungen wurden planare LIF-Messungen an einer
optischen Druckkammer durchgeführt. Abbildung 17 zeigt die Fluoreszenzintensität des
Abbildung 17: Mehrlochinjektor: Fluoreszenzintensität des Toluol im Gasstrahl bei pRail= 20 bar (links),
50 bar (Mitte), 100 bar (rechts), pKammer= 4 bar, TKammer= 428 K, für t= 1 ms nach SOI (obere Reihe)
und t= 2 ms nach SOI (mittlere Reihe). Simulationsergebnisse (stationär) für den Gasstrahl (untere
Reihe) bei pRail= 20 bar (links), 50 bar (Mitte), 100 bar (rechts), pKammer= 4 bar, TKammer= 428 K.
Simulation mit Ansys CFX (Peng- Robinson EOS, SST-Modell auf Netz ML 3)
Toluol im Gasstrahl für verschiedene Raildrücke bei konstanten Kammerbedingungen.
Die Intensität des Fluoreszenzsignals korreliert einerseits mit der lokalen Toluol- bzw.
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Kraftstoffkonzentration, wobei jedoch die Fluoreszenzintensität von Toluol eine ausge-
prägte Temperaturabhängigkeit aufweist, sodass zwischen Intensitätssignal und Kraft-
stoffkonzentration andererseits kein linearer Zusammenhang besteht. Die im Schnitt
rechts gelegene Düsenbohrung schließt einen größeren Winkel mit der Strahlachse ein,
da sie in Richtung der Zündkerze ausgerichtet ist. Bei niedrigen Raildrücken von 20 bar
und 50 bar sind zum Zeitpunkt t = 1 ms (vgl. Abbildung 17 obere Reihe links und Mit-
te) die seitlichen Gasstrahlen vom Zentralstrahl abgespreizt und dringen schräg in die
Kammer hinein. Steigt der Raildruck auf 100 bar legen sich die seitlichen Strahlen an
den Zentralstrahl an und der gesamte Strahl kollabiert. Der Impuls des Zentralstrahls ist
bei diesen Verhältnissen hoch genug um das umgebende Gas anzusaugen, sodass sich
auch die seitlichen Gasstrahlen an den Zentralstrahl anlegen. Abbildung 18 zeigt Auf-
Abbildung 18: Mehrlochinjektor: Strahlöffnungswinkel für verschiedene Zeitpunkte nach SOI.
2D-Toluol-LIF bei pRail= 100 bar, pKammer= 4 bar, TKammer= 428 K
nahmen der Strahlausbreitung mit dem Mehrlochinjektor bei konstanten Bedingungen
zu verschiedenen Zeitpunkten nach SOI. Die Strahlgrenze wurde über einen konstanten
Schwellwert für die lokale Intensität des Fluoreszenzsignals bestimmt und vom Hinter-
grund getrennt. Kurz nach dem Nadelöffnen ist der Strahl noch nicht voll ausgebildet,
und verlässt den Injektor unter geringem Strahlöffnungswinkel. Bei 1,5 ms nach SOI ist
der Strahl voll ausgebildet und es stellt sich ein stationärer Öffnungswinkel ein. In Ab-
bildung 19 und 20 sind die den LIF-Messungen entnommenen Strahlöffnungswinkel auf
der linken und rechten Seite des Zentralstrahls bei verschiedenen Druckverhältnissen
aufgetragen und Simulationsergebnissen gegenübergestellt. Die Bestimmung des Strahl-
öffnungswinkels (von roter und grüner Linie in Abbildung 18 aufgespannt) erfolgte mit-
hilfe eines Algorithmus, der rechts und links je zwei Linien (in Abbildung 18 in grün)
neben den Strahl legt und deren äußere Punkte ausgehend von der Horizontalen nach
unten verschiebt bis der Gasstrahl geschnitten wird. Die Berandung des Gasstrahls ist
für die Messergebnisse mit dem Schwellwert von 250 counts und für die Simulationser-
gebnisse mit einem Massenanteil von 0,1 für Methan definiert. Aus den Messergebnissen
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Abbildung 19: Mehrlochinjektor: Strahlöffnungswinkel auf der rechten Seite des Zentralstrahls für
verschiedene Zeitpunkte nach SOI. Gegenübergestellt sind Mess-(LIF) und numerische Ergebnisse (Sim)
mit Netz ML 2 für verschiedene Druckverhältnisse
lässt sich entnehmen, dass der stationäre Strahlöffnungswinkel bei hohen Raildrücken
am geringsten ist dahingehend, dass der Strahl ab etwa 100 bar Einblasedruck kollabiert
und ein einzelner schmaler Strahl mit hoher lokaler Methankonzentration entsteht. Für
geringere Raildrücke pRail <100 bar lässt sich verzeichnen, dass der Strahlöffnungswin-
kel mit steigendem Raildruck geringfügig zunimmt. Bei der Steigerung des Raildruckes
von 20 auf 50 bar nimmt der Impuls der seitlichen Gasstrahlen zu, sodass sie sich stär-
ker vom Zentralstrahl abspreizen. Der Einfluss des Gegendrucks auf den Strahlöffnungs-
winkel lässt sich nicht eindeutig benennen. Bei der simulativen Untersuchung der Strö-
mung im Düsennahbereich zeigte sich, dass der sich einstellende Strahlöffnungswinkel
aus dem Mehrlochinjektor von der gewählten Netzfeinheit abhängt. Es wurden Berech-
nungen auf Netzen mit drei verschiedenen Feinheitsgraden durchgeführt (ML 2, ML 3
und MS ML 1). Für die Berechnung wurde Ansys CFX (Peng-Robinson EOS, SST) ver-
wendet. Der Strahlkollaps konnte ungeachtet der lokalen Gitterauflösung mit allen drei
Netzen für steigende Einblasedrücke pRail >100 bar berechnet werden. Für die übrigen
Betriebspunkte bei niedrigeren Druckverhältnissen zeigte sich jedoch, dass die den LIF-
Messungen entnommene Tendenz steigenden Strahlöffnungswinkels mit zunehmendem
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Abbildung 20: Mehrlochinjektor: Strahlöffnungswinkel auf der linken Seite des Zentralstrahls für
verschiedene Zeitpunkte nach SOI. Gegenübergestellt sind Mess-(LIF) und numerische Ergebnisse (Sim)
mit Netz ML 2 für verschiedene Druckverhältnisse
pRail von 20 bar auf 50 bar ausschließlich auf dem feinsten Netz (MS ML 2) reprodu-
ziert werden konnte. Bei den gröberen Netzen lagen die Strahlöffnungswinkel für alle
vermessenen Druckverhältnisse (mit Ausnahme der Punkte mit Strahlkollaps) sehr eng
beieinander.
4.2.3 Ringspaltventil
Bei dem untersuchten Ringspaltventil strömt das Gas durch den ringförmigen Strö-
mungskanal und wird stromabwärts am Nadelsitz gedrosselt der sich unmittelbar vor
der Austrittsebene befindet. Das Gas verlässt den Injektor bei überkritischer Durchströ-
mung somit näherungsweise mit Schallgeschwindigkeit und erfährt durch die plötzliche
Druckabsenkung eine Querschnittserweiterung. Hinter der Düsenöffnung entsteht ein
im Querschnitt ellipsenförmiges Überschallgebiet ähnlich einer Strahlzelle. Am oberen
und unteren Strahlrand bilden sich schräge Stoßfronten, die von den Expansionsfächern
an der oberen und unteren Düsenkante aufgespannt werden. In Strahlrichtung erfolgt
die Abbremsung auf Unterschall kontinuierlich, sodass sich kein senkrechter Verdich-
tungsstoß ausbildet. Die Strahlstruktur am Düsenaustritt ist oben in Abbildung 21 als
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Abbildung 21: Stationäre Strömung durch den Ringspaltinjektor, oben im Halbschnitt: Konturdiagramm
der lokalen Machzahl sowie deren Überlagerung mit Geschwindigkeitsvektoren in der Schnittebene
(Einheitslänge), unten im Schnitt: lokales Äquivalenzverhältnis   im Strahl, Simulation mit Ansys CFX
(SST Modell, Idealgas, Netz A 1), pRail= 100 bar, pGegen= 4 bar, TLuf t= 428 K
Konturdiagramm der lokalen Machzahl aufgetragen. Die zugrunde liegende Simulation
wurde mit Ansys CFX (SST Modell, Idealgasthermodynamik) durchgeführt. Die Netzauf-
lösung in Düsennähe beträgt 30 µm und am Rand des Netzes 100 µm. Das diskreti-
sierte Strömungsvolumen ist zylindrisch und hat einen Durchmesser von 40 mm und
eine Längsausdehnung in Richtung der Injektorachse von 35 mm (Referenzierung des
Netz mit A 1). Analog zu den Mehrlochinjektoren saugt der Gasstrahl die umgebende
Luft an und beschleunigt sie, sodass eine stetige Luftzuströmung in den Strahl hinein
ausgebildet wird (indiziert durch die Richtung der Vektoren in Abbildung 21 oben). Die
Zuströmung der Luft in Richtung der Strahlwurzel hat maßgeblichen Einfluss auf die
prinzipielle Strahlform und kann je nach Betriebspunkt und je nach Lage und Form der
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den Strahl umgebenden Wände zu unterschiedlicher Strahlausbreitung führen. In dem
dargestellten Simulationsergebnis wird die Luft einerseits parallel zur oberen, das Strö-
mungsvolumen begrenzenden, Wand von außen in den Strahl hineingesaugt. Darüber
hinaus entsteht auch an der Innenseite des Strahls eine Zuströmung, die bewirkt, dass
sich ein Niederdruckgebiet im Strahlzentrum bildet und sich die kreisförmige Strahl-
kante nach innen biegt. In der Folge kollabiert der Strahl und es bildet sich ein breiter
Gasstrahl mit lokal hoher Methankonzentration im Inneren (vgl. Abbildung 21 unten).
Der Gasstrahl aus dem Ringspaltinjektor wurde bei identischem Versuchsaufbau wie im
vorigen Abschnitt beschrieben in der optischen Druckkammer für variable Betriebspunk-
te mit LIF-Methoden untersucht. Für die Variation des Raildrucks im Bereich zwischen
20 bar bis 125 bar und für die Gegendrücke von 4 und 8 bar konnte stets ein Kollaps
des Gasstrahls unmittelbar nach Öffnen der Nadel verzeichnet werden. Abbildung 22
zeigt Aufnahmen der Strahlausbreitung bei konstanten Bedingungen zu verschiedenen
Abbildung 22: A-Düse: Strahlöffnungswinkel für verschiedene Zeitpunkte nach SOI. 2D-Toluol-LIF bei
pRail= 50 bar, pKammer= 4 bar, TKammer= 428 K
Zeitpunkten nach SOI. Die Strahlgrenze wurde über einen konstanten Schwellwert für
die lokale Intensität des Fluoreszenzsignals bestimmt und vom Hintergrund getrennt.
0,1 ms nach SOI biegt sich der Strahl bereits nach innen und leitet den Kollaps ein. Im
weiteren zeitlichen Verlauf bewegt sich die breite Strahlfront in die Kammer hinein, wo-
bei das Strahlzentrum stets eine hohe Methankonzentration aufweist. An der Strahlfront
kommt es durch den Luftwiderstand zu einer Umbiegung der Strahlränder nach außen,
sodass der Strahldurchmesser am unteren Ende breiter ist als an der Strahlwurzel. Die
für die LIF-Messungen verwendete optische Kammer hat ein flaches Dach, sodass die
Luft parallel zur Wand in den Gasstrahl hineingesaugt wird. Somit entsteht neben dem
Niederdruckgebiet im Strahlzentrum auch oberhalb der Düsenöffnung ein Niederdruck-
gebiet zwischen Druckkammerdach und der Strahlwurzel. Die Auswertung des Strahlöff-
nungswinkels (Abbildung 23) für verschiedene Randbedingungen ergibt, dass mit stei-
gendem Raildruck der Gasstrahl die Düse unter einem flacheren Winkel verlässt und
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Abbildung 23: A-Düse: Strahlöffnungswinkel für verschiedene Zeitpunkte nach SOI bei Variation von
Rail- und Kammerdruck
dem durch die Düsenöffnung vorgegebenen Abströmwinkel eher folgen kann. Dies ist
auf den gesteigerten Strahlimpuls zurückzuführen. Zusätzlich wächst die Entrainment-
geschwindigkeit der Luft an der Strahlwurzel, sodass der Strahl vom Brennkammerdach
angezogen wird. Für den Einfluss des Gegendrucks lässt sich erneut keine klare Ten-
denz erkennen. Vermutlich ergibt sich ein zusätzlicher Einfluss der jeweils herrschenden
Luftdichte, da bei den eingestellten Gegendrücken 4 bar (428 K) und 8 bar (523 K)
zusätzlich die Temperatur variiert wurde.
4.3 Kondensation im Gasstrahl bei hohen Druckverhältnissen
Bereits bei der Expansion von 100 bar auf 4 bar Gegendruck wurde in der Simulation
der Strömung durch die Einlochdüse eine Expansionsendtemperatur von 77 K berechnet
(vgl. Abbildung 12). Diese minimale Temperatur wird unmittelbar vor der senkrechten
Stoßfront erreicht und geht mit einem lokalen statischen Druck von 0,31 bar einher,
sodass ein Phasenwechsel des Methan bei diesem Druckverhältnis nicht auszuschließen
ist. Da die Simulation keinen Phasenwechsel berücksichtigt, wird hier der Gültigkeitsbe-
reich der Zustandsgleichung verlassen und die Stoffgrößen per Extrapolation ermittelt.
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Die mit der Einphasensimulation berechnete Expansionsendtemperatur ist nur geringfü-
gig sensitiv gegenüber einer Variation der Kammertemperatur. Die Rechnung wurde auf
dem identischen Netz für die Expansion von 100 bar auf 4 bar unter heißen Bedingun-
gen (428 K Lufttemperatur, 373 K Injektortemperatur) durchgeführt, wobei die erreich-
te Minimaltemperatur nur geringfügig anstieg (auf 80 K). Daraus ist zu schließen, dass
der Wärmeeintrag in den Gasstrahl gering ist und die erreichte Minimaltemperatur im
Strahlzentrum im Wesentlichen vom herrschenden Druckverhältnis abhängt. Bei der Va-
riation der lokalen Gitterauflösung ergab sich bei der Verfeinerung des Netzes von 50 µm
(Netz EL 1) auf 25 µm (Netz EL 1f) im Bereich des senkrechten Verdichtungsstoßes kein
Einfluss auf die Minimaltemperatur (in beiden Fällen 80 K). Mit abnehmender lokaler
Netzauflösung (75 µm im Bereich der Stoßfront, Netz EL 1c) wurde ein Anstieg der Mi-
nimaltemperatur auf 85 K verzeichnet. Aufgrund der Unsicherheiten des Simulationsmo-
dells im Zweiphasengebiet wurden zur Untersuchung des Phasenwechsels im Gasstrahl
Streulichtaufnahmen im Laserlichtschnitt an einer unbeheizten optischen Druckkammer
mit dem Einlochinjektor durchgeführt, welcher als für diesen Zweck am besten geeignet
eingestuft wurde. Zwar sind die Strömungsverluste im Mehrlochinjektor höher aufgrund
mehrfacher Ablösungen, jedoch liegt die durch die Simulation vorausgesagte Tieftempe-
raturzone im Inneren des Mehrlochinjektors unmittelbar vor dem Borda-Carnot-Stoß in
der zentralen Düsenbohrung und ist somit nicht optisch zugänglich. Beim Ringspaltven-
til ist die Abkühlung im Strahl weniger stark als beim innenöffnenden Injektor, da die
Drosselung aufgrund des größeren Strömungsquerschnitts geringer ausfällt.
Im Folgenden werden die Simulationsergebnisse des Methanstrahls aus der Einlochdü-
se für verschiedene Randbedingungen mit den Streulichtaufnahmen im Laserlichtschnitt
verglichen. Bei niedrigen Raildrücken ist im Gasstrahl kein Streulicht detektierbar (loka-
le Signalintensität liegt auf dem Niveau der umgebenden Luft, vgl. Abbildung 24), jedoch
wird bei kontinuierlicher Steigerung des Einblasedrucks oder des Druckverhältnisses zu-
nächst in der ersten Strahlzelle unmittelbar vor dem ersten Stoß ein lokal begrenztes
Signal verzeichnet, dessen Intensität und Durchmesser stetig mit dem Einblasedruck an-
wachsen. Bei weiterer Steigerung von ⇡ (oder pRail) wird auch in der zweiten und dritten
Strahlzelle lokal Streulicht detektiert.
Analog zu den Mie-Streulichtaufnahmen im Laserlichtschnitt werden die Simulationser-
gebnisse zur Plausibilisierung hinzugezogen. Die Berechnung der lokalen Übersättigung
erfolgt auf Basis der Bestimmung des lokalen Sättigungsdampfdruckes ps1(T ), welcher
mithilfe der Antoine-Gleichung berechnet wird [79]:
ps1(T ) = 10K 
B
G+# (85)
Mit den stoffspezifischen, empirisch zu ermittelnden Koeffizienten K, B und G sowie der
Temperatur # in  C liefert Gleichung (85) den Sättigungsdampfdruck in mmHg. In Ab-
bildung 24 ist für einen ausgewählten Betriebspunkt (⇡= 15) die Streulichtaufnahme
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Abbildung 24: Keine Kondensation im Gasfreistrahl bei pRail= 75 bar, pKammer= 5 bar und
TKammer= 293 K. Mie-Streulichtaufnahme im Düsennahbereich (links) ; Simulationsergebnisse:
Konturdiagramm der lokalen Temperatur (Mitte) und der lokalen Übersättigung (rechts, logarithmische
Skalierung), Ansys CFX (SST, Peng-Robinson EOS, Netz EL 1)
(links, Mittelung über 10 Einzelbilder) den von der Simulation berechneten Werten der
statischen Temperatur (Mitte) und der Übersättigung (rechts) in der vertikalen Sym-
metrieebene durch den Injektor maßstabsgetreu gegenübergestellt. Im Laserlichtschnitt
ist keine Unterscheidung des Gasstrahls von der umgebenden Luft möglich, sodass das
Vorhandensein von Phasengrenzflächen bei diesen Bedingungen ausgeschlossen werden
kann. Die maximale Übersättigung von 2,3 im Strahlzentrum ist nicht ausreichend um
eine Tropfenbildung in Gang zu setzen. Sichtbare Unterschiede des lokalen Streulicht-
signals im Gasstrahl ergeben sich bei der Steigerung des Druckverhältnisses auf ⇡= 20
infolge einer Anhebung des Raildruckes auf 100 bar. In Abbildung 25 ist für diesen Be-
Abbildung 25: Kondensation im Gasfreistrahl bei pRail= 100 bar, pKammer= 5 bar und TKammer= 293 K.
Mie-Streulichtaufnahme im Düsennahbereich (links) ; Simulationsergebnisse: Konturdiagramm der
lokalen Temperatur (Mitte) und der lokalen Übersättigung (rechts, logarithmische Skalierung), Ansys
CFX (SST, Peng-Robinson EOS, Netz EL 1)
67
triebspunkt die Intensität des Streulichts (links, Mittelung über 10 Einzelbilder) den
Simulationsergebnissen maßstabsgetreu gegenübergestellt. Hier ist in der ersten Strahl-
zelle eine Kondensationszone von etwa 1 mm horizontaler und vertikaler Ausdehnung zu
sehen, was etwa der Breite der ersten Strahlzelle entspricht. Das Signal erreicht entlang
der schrägen und senkrechten Verdichtungsfronten lokal maximale Werte. In diesem Be-
reich sagt die Simulation minimale statische Temperaturen und eine Übersättigung von
J= 12 voraus, sodass ein Einsetzen des Phasenwechsels im Gasstrahl unter diesen Be-
dingungen plausibel ist. In der Streulichtaufnahme ist zu Beginn der zweiten Strahlzelle
ein Signal am äußeren Rand entlang der reflektierten Stoßfronten erkennbar, sodass an-
genommen werden kann, dass Tropfen den Temperaturanstieg beim Transport über die
schrägen Stöße hinweg teilweise überdauern. Anders verhält es sich beim senkrechten
Stoß, hinter welchem das Signal zügiger wieder verschwindet. Der Temperaturanstieg
über den senkrechten Stoß fällt stärker aus als an den Strahlrändern, weshalb die Trop-
fen vermutlich im Strahlzentrum schneller wieder zerfallen. In Abbildung 26 sind die
Abbildung 26: Kondensation im Gasfreistrahl bei pRail= 100 bar, pKammer= 2 bar und TKammer= 293 K.
Mie-Streulichtaufnahme im Düsennahbereich (links) ; Simulationsergebnisse: Konturdiagramm der
lokalen Temperatur (Mitte) und der lokalen Übersättigung (rechts, logarithmische Skalierung), Ansys
CFX (SST, Peng-Robinson EOS, Netz EL 1)
Streulichtaufnahmen sowie die zugehörigen Simulationsergebnisse für ein gesteigertes
Druckverhältnis ⇡= 50 (Absenkung des Kammerdruck auf 2 bar) abgebildet. Direkt am
Düsenaustritt sind links und rechts schmale Stege erkennbar, welche darauf schließen
lassen, dass Tropfen die Düse verlassen und es bereits im Inneren des Spritzlochs zu ei-
nem Phasenwechsel kommt. Der Tropfenzerfall ist jedoch bereits 0,2 mm unterhalb der
Düsenöffnung bereits wieder abgeschlossen. Bei der Betrachtung der durch die Simula-
tion berechneten lokalen Übersättigung zeigt sich, dass es hinter dem Strömungsabriss
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an der Spritzlocheinlaufkante durch die abrupte Querschnittserweiterung bereits lokal
Übersättigungen im Bereich J= 5 auftreten. Weiter stromabwärts ist im oberen Drittel
der ersten Strahlzelle zunächst kein Kondensat detektierbar, sodass über den gesamten
Querschnitt des Gasstrahls gasförmiges Methan vorliegt. Die Ausdehnung der Konden-
sationszone im unteren Teil der Strahlzelle erstreckt sich ähnlich wie in Abbildung 25
über die gesamte Breite und wird am Rand durch die Kontur der schrägen Stoßfronten
begrenzt. Das Niveau der detektierten Streulichtintensität in der Kondensationszone ist
gegenüber dem niedrigeren Druckverhältnis von ⇡= 20 in Abbildung 25 deutlich erhöht.
Durch die zunehmende Unterkühlung ist anzunehmen, dass die mittlere Tropfengröße
sowie die Nukleationsrate ansteigen und daher mehr Streulicht zu verzeichnen ist. Eben-
falls kann es durch Mehrfachstreuung zum Anleuchten von Tropfen kommen, die nicht
in der Ebene des Laserlichtschnitts liegen, sodass die Signalintensität ansteigt. Im äuße-
ren Strahlrand ist stromabwärts der ersten Strahlzelle ebenfalls Kondensat sichtbar, das
entweder über die reflektierte schräge Stoßfront nicht zerfallen ist oder sich auch neu ge-
bildet hat. Auf Basis der Simulation liegt in der zweiten Strahlzelle bei dem betrachteten
Druckverhältnis keine ausreichend hohe Übersättigung vor, dass eine erneute Nukleati-
on einsetzen könnte. Durch das mehrfache Bilden und Zerfallen von Phasengrenzlinien
(Freiwerden und Binden latenter Wärme) mit zunehmendem Druckverhältnis steigt die
Abweichung zwischen der tatsächlich im Stahl vorliegenden statischen Temperatur und
der Simulation, sodass der Ursprung des in der zweiten Strahlzelle detektierten Signal
an dieser Stelle nicht bestimmt werden kann.
Die Auswertung der Kondensationsneigung im Gasstrahl in Abhängigkeit des Einbla-
sedrucks und des Druckverhältnisses ist in Abbildung 27 zusammengefasst, wobei der
Durchmesser der eingezeichneten Punkte mit der Längsausdehnung der Kondensations-
zone korreliert. Insgesamt steigt die Neigung zur Kondensatbildung im Gasstrahl mit
dem Raildruck und dem Druckverhältnis. Bei dem im folgenden Kapitel vielfach referen-
zierten Motorbetriebspunkt für Mager-Schichtbrennverfahren beträgt der Brennraum-
druck zu Beginn der Einblasung 10 bar, sodass bei der Einblasung mit p >100 bar ent-
sprechend der o.g. Untersuchungen ein Phasenwechsel wahrscheinlich ist. In Abbildung
28 sind die Streulichtaufnahmen der Kondensationszonen in den einzelnen Strahlzellen
für ausgewählte motorrelevante Betriebspunkte gegenübergestellt. Bei der Verwendung
des Mehrlochinjektors oder auch bei anderen Düsengeometrien für die Gasdirektein-
blasung ist zu beachten, dass durch die Zunahme der Strömungsverluste im Inneren
des Injektors aufgrund mehrfacher Strömungsumlenkung und -ablösungen die Bildung
von lokalen Kondensationszonen bereits bei geringeren Raildrücken nicht auszuschlie-
ßen ist. Ebenfalls steigt die Wahrscheinlichkeit von Kondensation mit der Variation des
Einblasebeginns hin zu früheren Zeitpunkten. Bei der Einblasung in den Saughub tritt
ein Phasenwechsel bei Verwendung des HDEV5-Magnetventilinjektors (pRail = 100 bar)
mit hoher Wahrscheinlichkeit auf. Bei realen Betriebsbedingungen im Motor ist die Aus-
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Abbildung 27: Auftreten und Ausprägung der durch Mie-Streulicht detektierten Kondensation beim
Einlochinjektor für Variation von Einblase- und Gegendruck unter kalten Bedingungen
Abbildung 28: Kondensation im Gasfreistrahl des Einlochinjektors bei motorrelevanten
Druckverhältnissen (Mager-Schichtbrennverfahren), pKammer= 10 bar, TKammer= 293 K, pRail= 100 bar
(links), 125 bar (Mitte), 150 bar (rechts)
scheidungswahrscheinlichkeit flüssigen Methans zudem erhöht, da im Brennraum und
am Injektor Verbrennungsrückstände in Form von Partikeln vorliegen, welche als Kon-
densationskeime dienen können. Dadurch ist im Motorbetrieb eventuell bereits bei ge-
ringeren Übersättigungen als im Labor mit heterogener Kondensation im Gasstrahl zu
rechnen. Für die im weiteren Verlauf der Arbeit durchgeführten Simulationen wurde der
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im Gasstrahl einsetzende Phasenwechsel vernachlässigt und für die Motorrechnungen
eine einphasige Strömung angenommen. Der Einfluss eines Phasenwechsels bereits in
der Düse oder im Methanstrahl auf die weitere Gemischverteilung im Brennraum bleibt
zu untersuchen und wurde im Rahmen dieser Arbeit nicht näher betrachtet.
4.4 Vereinfachende Modellierung von Gasstrahlen
Bei den in diesem Kapitel referenzierten Simulationen ist die detaillierte Geometrie der
Injektorspitze stets im Netz enthalten, um die Abströmung des oder der einzelnen Strah-
len korrekt wiederzugeben. Für transiente Berechnungen wird zudem die Netzbewegung
zur Berücksichtigung des Nadelhubes integriert. Für die Abbildung der Strahlstruktur der
Überschallfreistrahlen inklusive der schrägen und senkrechten Verdichtungsstöße sollte
dabei die lokale Netzauflösung im Düsennahbereich bei 75 µm oder feiner liegen. Die
Verwendung dieses Ansatzes bei Motorsimulationen für die Direkteinblasung bei rea-
len Zylindergeometrien bringt eine deutliche Steigerung der Zellanzahl gegenüber den
üblichen in der Industrie üblichen Netzgrößen mit sich. In der industriellen Praxis ist
bei RANS-Simulationen der Benzindirekt- oder der Dieseleinspritzung die gängige loka-
le Auflösung im Düsennahbereich gröber als 100 µm. Hierbei werden Euler-Lagrange-
Ansätze für das Spray verwendet, wobei die Nozzle Files auf wesentlich feineren Netzen
in separaten Rechnungen generiert werden.
Naturgemäß besteht ein hohes Interesse daran, die Netzauflösung auch bei den für die
Gaseinblasung verwendeten Netzen zu reduzieren um Zeitaufwand und Rechenleistung
für Variationsrechnungen im Rahmen der Produktentwicklung zu reduzieren. Angesichts
der vergleichsweise hohen lokalen Netzauflösung im und nahe des Injektors steigt bei der
Integration der Injektorgeometrie im Motornetz die resultierende Zellanzahl gegenüber
dem üblichen Maß deutlich an. Denkbar ist die Adaption der Nozzle Files für zweiphasi-
ge Sprays auf die Einbringung eines gasförmigen Kraftstoffs. Diese beinhalten (im Falle
von Spraysimulationen) für jeden Zeitschritt und für jedes Flächenelement des Auslass-
querschnitts der Düse jeweils die Werte der drei Geschwindigkeitsvektoren, der Turbu-
lenzgrößen k und ", der Dichte und der Temperatur jeweils für die Flüssigphase als auch
für die Gasphase des Kraftstoffs (in Folge von Kavitation). In der Motorsimulation wird
diese Information in Parcel übertragen und die eigentliche Kraftstoffeinspritzung mit
dem Euler-Lagrange-Ansatz auf einem wesentlich gröberen Netz realisiert, wobei die
Information aus der Düseninnenströmungsrechnung im Spray dennoch erhalten bleibt.
Vorteilhaft ist neben der Zelleinsparung die Erhöhung der Flexibilität bei der Kombina-
tion vom Motornetz mit verschiedenen Injektoren und SOI-Variationen, da beide Netze
entkoppelt sind. Bei der Adaption dieses Ansatzes für die einphasige Gaseinblasung ist
ein Dateiformat denkbar, dass sämtliche Strömungsgrößen an den Düsenaustrittsflächen
für jeden Zeitschritt und für jedes Oberflächenelement beinhaltet und an die Motorsi-
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mulation übergibt. Dennoch kann die Auflösung des Motornetzes im Düsennahbereich
nicht vergröbert werden, sofern die Struktur der Strahlen sowie deren Interaktion kor-
rekt wiedergegeben werden soll.
Im Folgenden werden stattdessen zwei von den in Kapitel 2.2.3 vorgestellten Metho-
den der Initialisierung von Gasstrahlen im Brennraum als Alternative zum detaillierten
Ansatz (inkl. Düsengeometrie) gewählt und auf die zu untersuchenden Injektoren ange-
wendet.
4.4.1 Vernachlässigung der detaillierten Düsengeometrie
Da sich Druckstörungen in Strömungen mit Schallgeschwindigkeit ausbreiten, können
in Überschallströmungen keine Informationen entgegen der Strömungsrichtung trans-
portiert werden. Somit gibt es keine Rückwirkung des Druckniveaus oder der Strömung
im Zylinder in den Injektor hinein und dessen Durchströmung kann unabhängig vom
Motorbetriebspunkt betrachtet werden. Dennoch löst sich beim innenöffnenden HDEV5
die Strömung innerhalb der Spritzlöcher unter der Bildung von Unterschallrezirkulati-
onsgebieten von der Wand, sodass ein Einfluss des Gegendrucks nicht auszuschließen ist.
Insbesondere in den Vorstufen besteht sowohl eine Mischzone aus Über- und Unterschall
als auch von angesaugter Luft und Kraftstoff. Anders das Ringspaltventil, bei welchem
am Düsenaustritt bei kritischer Durchströmung durchgehend Überschall herrscht. Für
diese Düsengeometrie liegt die Verwendung eines 2D-Inlet nahe, sodass die Zellen des
Injektors eingespart werden können oder falls die Düseninnengeometrie nicht genau be-
kannt ist.
Die Initialisierung des 2D Inlets am Düsenaustritt erfolgt unter Initialisierung von To-
taldruck, Totaltemperatur, Geschwindigkeit, Strahlöffnungswinkel und der turbulenten
Viskosität ⌘t
⌘
. Hierbei wurde für alle Oberflächenelemente ein mittlerer Totaldruck
pt,avg,IN LET (t) sowie eine zeitinvariante mittlere Totaltemperatur Tt,avg,IN LET angegeben.
Die Richtung der Geschwindigkeitskomponenten an den einzelnen Oberflächenelemen-
ten wurde aus dem makroskopischen Strahlöffnungswinkel ↵(t) abgeleitet und deren
Betrag auf Basis der Austrittsgeschwindigkeit uIN LET (t) unter Aufprägung eines über der
Höhe des Inlets trapezförmigen Geschwindigkeitsprofils berechnet. Da die Düsenöffnung
den engsten Querschnitt darstellt, können die gesuchten Größen bei Kenntnis der Quer-
schnittsfläche näherungsweise mithilfe der 1D-Gasdynamik analytisch bestimmt werden.
Problematischer hingegen ist die Abschätzung des Strahlöffnungswinkels, welcher in Ab-
hängigkeit der umgebenden Geometrie und der Randbedingungen messtechnisch erfasst
werden müsste. Zur Bewertung der Eignung der vorgeschlagenen Randbedingungen am
2D-Inlet wurde eine Referenzsimulation inklusive der Düsengeometrie und der Nadel-
bewegung (Ansys CFX, SST, Peng-Robinson EOS, Netz MS A 1, SOI RB) hinzugezogen.
Aus Stabilitätsgründen musste bei der Initialisierung des 2D-Inlets der anliegende To-
taldruck, sowie der Geschwindigkeitsbetrag kontinuierlich auf das Zielniveau gesteigert
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werden. In der detaillierten Rechnung kann der Druckabfall von pRail auf pC yl über den
ringförmigen Strömungskanal entlang der Nadel erfolgen, sodass ein kontinuierliches
Druckfeld initialisiert wird, das einen stabilen Start der Rechnung ermöglicht. In der Fol-
ge der instationären Drucksteigerung weicht die Dichte am 2D-Inlet des Düsenaustritts
zu Beginn der Einblasung deutlich von der Gasdichte der Referenzrechnung ab. Wäh-
rend der ersten 150 µs der Nadelhubphase ergeben sich Abweichungen zwischen der
Berechnung mittels vereinfachender Initialisierung und der Referenzberechnung dahin-
gehend, dass der Totaldruck und die Dichte zu Beginn der Einblasung noch nicht auf
dem tatsächlich an der Nadel anliegenden Niveau liegen. Die sich ergebenden Einbußen
des Massenstroms werden näherungsweise durch die größere Einlassfläche des 2D-Inlet
gegenüber dem zu Beginn schmalen Spalt in der detaillierten Rechnung kompensiert,
sodass sich ein linearer Anstieg des Massenstroms über der Zeit bis auf das Zielniveau
ergibt. Prinzipiell konnte der kollabierende Gasstrahl mit der beschriebenen Vorgehens-
weise im Brennraum reproduziert werden. Dennoch zeigte sich, dass der makroskopische
Strahlöffnungswinkel sich vom nötigen Abströmwinkel an der Austrittsfläche deutlich
unterscheidet. Infolge des Kollaps wird der Strahl nach Innen gebogen, sodass der ex-
perimentell gemessene makroskopische Winkel an der Strahlwurzel sehr von der Mess-
stelle abhängt und die Bestimmung fehleranfällig ist. Die korrekte Einstellung der Ab-
strömbedingungen an der Austrittsfläche ist demnach kaum möglich ohne im Vorfeld
eine numerische Berechnung der Düseninnenströmung vorzunehmen. Abbildung 29-31
stellt die Ergebnisse der beiden Initialisierungsansätze für verschiedene Zeitpunkte nach
SOI gegenüber. Die Kolbenbewegung ist bei diesen Berechungen vernachlässigt. Für den
frühen Zeitpunkt t = 0,15 ms in Abbildung 29 ergibt sich in beiden Fällen ein schirm-
förmiger Gasstrahl ähnlicher Eindringtiefe mit breiter Strahlfront. Beim Eindringen des
Gasstrahls in die ruhende Luft werden an der Strahlfront die äußeren Gasschichten ab-
gebremst und zur Seite umgelenkt. Bei der gegebenen Strahlform führt dies sowohl zur
Bildung eines inneren und äußeren Randwirbels. Der innere Randwirbel zieht den Strahl
zusammen und fördert einen Kollaps, da er Gas und Luft ins Strahlzentrum fördert. Im
weiteren Verlauf der Einblasung bildet sich hieraus dann ein Toruswirbel unterhalb der
Düsenöffnung im Brennraumzentrum. Der äußere Randwirbel ist dem Brennraumdach
zugewandt und fördert Gas und Luft nahe an der Wand zurück zur Strahlwurzel. Dies
hat die Bildung eines Niederdruckgebietes zwischen Brennraumdach und Gasstrahl zur
Folge, wodurch der äußere Randwirbel das Anhaften des Strahls an die Wand fördert.
In Abbildung 29 ist zu erkennen, das der Anteil der innen und außen abknickenden
Gasschichten sich für beide Initialisierungsarten unterscheidet. In der detaillierten Rech-
nung ist der innere Randwirbel stärker ausgeprägt, sodass der Gasstrahl bereits geringfü-
gig nach innen gebogen ist. Abweichungen zwischen der unterschiedlichen Ausprägung
der beiden Wirbel sind auf die unzureichende Nachbildung des Geschwindigkeitsprofils
am Austritt und Unsicherheiten bei dem korrekten Vorgabe des Abströmwinkels am Dü-
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Abbildung 29: Gasstrahl 0,15 ms nach SOI aus der A-Düse bei 50 bar Einblasedruck (SOI RB).
Initialisierung der Randbedingung an 2D-Inlet (oben) im Vergleich zur Referenzberechnung inklusive
diskretisierter Düsengeometrie (unten). Simulationen mit Ansys CFX auf Netz MS A 1, SST-Modell,
Peng-Robinson EOS
Abbildung 30: Gasstrahl 0,5 ms nach SOI aus der A-Düse bei 50 bar Einblasedruck (SOI RB).
Initialisierung der Randbedingung an 2D-Inlet (oben) im Vergleich zur Referenzberechnung inklusive
diskretisierter Düsengeometrie (unten). Simulationen mit Ansys CFX auf Netz MS A 1, SST-Modell,
Peng-Robinson EOS
senaustritt zurückzuführen. Zwar entspricht das tatsächliche Geschwindigkeitsprofil am
Düsenaustritt näherungsweise einem Trapez allerdings ist es insbesondere während der
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Nadelhubphase instationär und hat eine wechselnde Schwerpunktlage. Durch die stär-
kere Ausprägung des äußeren Randwirbels kollabiert der Strahl aus dem 2D-Inlet etwas
später. Zum Zeitpunkt 0,5 ms nach SOI ist das Strahlzentrum in Abbildung 30 oben noch
nicht vollständig geschlossen wohingegen bei dem Ergebnis der detaillierten Rechnung
sich bereits ein durchgehender kraftstoffreicher Strahlkern gebildet hat. Zum Zeitpunkt
Abbildung 31: Gasstrahl 1 ms nach SOI aus der A-Düse bei 50 bar Einblasedruck (SOI RB).
Initialisierung der Randbedingung an 2D-Inlet (oben) im Vergleich zur Referenzberechnung inklusive
diskretisierter Düsengeometrie (unten). Simulationen mit Ansys CFX auf Netz MS A 1, SST-Modell,
Peng-Robinson EOS
t = 1 ms nach SOI in Abbildung 31 liegt in beiden Fällen ein voll kollabierter Gas-
strahl vor, wobei bei dem mittels 2D-Inlet initialisierten Gasstrahl Instabilitäten durch
den Strahlkollaps initialisiert werden. Trotz symmetrischer Abströmung wandert der To-
ruswirbel aus der Injektorache heraus, wodurch sich der Gasstrahl weiter stromabwärts
einschnürt. Im Vergleich dazu hat sich zu dem Zeitpunkt ein symmetrischer Gasstrahl im
unteren Bild eingestellt.
Insgesamt reichen damit die am Inlet bereitgestellten Informationen nicht aus, um den
Strahl der Referenzsimulation detailgetreu zu reproduzieren. Die Vorgabe des angenä-
herten Geschwindigkeitsprofils über den Querschnitt sowie des globalen Strahlöffnungs-
winkels führt zu einer abweichenden Ausbildung der Strahlrandwirbel. Der Strahl kolla-
biert zwar, allerdings ergeben sich im weiteren Verlauf der Simulation deutliche Abwei-
chungen durch instationäres Verhalten, welches in der Form bei den detaillierten Rech-
nungen nicht zu beobachten war. Für die Berechnung der Gasverteilung im Brennraum
für Mager-Schichtbrennverfahren ist der vorgeschlagene Initialisierungsansatz demnach
zu ungenau, da sich die prinzipielle Strahlform als sehr sensitiv gegenüber den Rand-
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bedingungen herausgestellt hat. Die korrekte Reproduktion des Umschlagpunkts zwi-
schen kollabierendem Strahl und einen am Brennraumdach anhängenden Strahl (vgl.
Abschnitt 5.3.2) ebenso wie die Wiedergabe der transienten Strahlausbreitung beim Öff-
nen des Ventils erfordern die Kenntnis zahlreicher Strömungsgrößen am Inlet. Im be-
schriebenen Fall reicht die Vorgabe des Geschwindigkeitsprofils über den Düsenaustritt
nicht aus, es sind vielmehr die Geschwindigkeitskomponenten an allen Oberflächenele-
menten erforderlich. Letztendlich sind diese ohne eine separate Berechnung kaum be-
stimmbar, sodass die Aufwandsersparnis bei diesem Ansatz durch den Entfall der Zellen
im Injektor insgesamt wieder kompensiert wird. Zudem sinkt die Stabilität der Rechnung
bei Verwendung einer zeitveränderlichen Überschallrandbedingung am Inlet gegenüber
der Druckrandbedingung weiter stromaufwärts im Injektor, wo die Strömungsgeschwin-
digkeit am Inlet deutlich niedriger ist. Sofern die genaue Düsengeometrie nicht bekannt
ist, kann dieser Ansatz jedoch mit ausreichender Verifizierung des Strahlbildes mithilfe
experimenteller Daten als Näherungslösung gewählt werden.
4.4.2 Euler-Lagrange-Ansatz
Ein sehr einfacher Weg Gasstrahlen zu initialisieren ohne den Injektor oder ein Inlet zu
diskretisieren ist die Anwendung des bestehenden und weit verbreiteten Euler-Lagrange-
Spray Ansatzes. Die kommerzielle CFD-Software AVL Fire, welche im Rahmen dieser
Arbeit verwendet wurde, um die Motorrechnungen mit Ladungswechsel und Kolbenbe-
wegung (vgl. Abschnitt 5.3.3) zu berechnen, verfügt hierzu über ein vorimplementiertes
Gasjet-Modul. Diesem liegt die Initialisierung von Kraftstoff-Parcel im Strömungsgebiet
zugrunde, welche instantan nach der Einbringung in das Strömungsgebiet verdunsten.
Die Startgeschwindigkeit und -richtung der Methanparcel ergeben sich aus der Vorgabe
der Einblasedauer und dem Massenstrom sowie der geometrischen Düsenparameter. Ab-
bildung 32 zeigt den Gasjet aus der Einlochdüse zum Zeitpunkt t = 0,2 ms. Der Ansatz
wurde bei zwei verschiedenen Netzfeinheiten angewendet. Das Netz GJ 1 ist ein regel-
mäßiges Hexaedernetz mit den äußeren Abmessungen 20x20x40 mm und der Zellauflö-
sung 167 µm. In der Praxis wurde die Rechnung bei weiterer Absenkung der Zellgröße
instabil, sodass keine höher aufgelösten Ergebnisse vorliegen. Das Netz GL 2 ist gröber
und hat eine gleichmäßige Zellgröße von 500 µm bei den Maßen 20x20x80 mm. Mit den
beiden gewählten Netzen wird etwa die bei industriellen Spray-RANS-Motorrechnungen
übliche Bereich von Netzauflösungen abgedeckt. Der Massenstrom ist so eingestellt, dass
er einem Raildruck von 50 bar bei der Einlochdüse entspricht. Zum Vergleich der Er-
gebnisse des Euler-Lagrange Ansatzes werden Referenzsimulationen des Gasstrahls aus
dem Einlochinjektor mit diskretisierter Düsengeometrie hinzugezogen, welche in Abbil-
dung 33 dargestellt sind. Die resultierende Initialmachzahl am virtuellen Düsenaustritt
in Abbildung 32 ist deutlich niedriger als bei der detaillierten Rechnung (Faktor 2,5
für 50 bar Raildruck) und es werden weder schräge noch gerade Stöße reproduziert.
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Abbildung 32: Gasjet aus Einlochdüse mit dem Euler-Lagrange-Ansatz von AVL Fire bei zwei
verschiedenen Netzfeinheiten GJ 1 bei 167 µm (oben) und GJ 2 bei 500 µm (unten) zum Zeitpunkt
t= 0,2 ms nach SOI. Darstellung der lokalen Machzahl, der turbulenten kinetischen Energie und des
statischen Drucks pKammer= 4 bar, TKammer= 428 K, pRail= 50 bar (Einstellung indirekt über den
Massenstrom)
Der Turbulenzeintrag in die Umgebung fällt bei der Rechnung mit dem Euler-Lagrange-
Ansatz ebenfalls niedriger aus. Das Niveau der turbulenten kinetischen Energie ist in der
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Abbildung 33: Stationärer Gasstrahl aus Einlochdüse mit diskretisierter Düsengeometrie. Darstellung
der lokalen Machzahl, der turbulenten kinetischen Energie und des statischen Drucks pKammer= 4 bar,
TKammer= 428 K, pRail= 50 bar. Ansys CFX (SST, Peng-Robinson EOS, Netz EL 1)
Scherschicht zwischen Luft und Gasstrahl in der detaillierten Rechnung etwa doppelt so
hoch. Die Schwankungen des statischen Drucks in der Gasjet-Rechnung fallen ebenfalls
sehr viel geringer aus. Beim Verlassen der virtuellen Düsenöffnung senkt sich der stati-
sche Druck infolge der lokalen Beschleunigung der Gasteilchen geringfügig. Allerdings
wird nicht das bei der Unterexpansion in der detaillierten Rechnung beobachtete Niveau
erreicht. Bei der Initialisierung der Gasteilchen im Strömungsgebiet entsteht darüber
hinaus auch eine Druckstörung die sich entgegen der Strahlrichtung ausbreitet.
Zum Abgleich der Simulationsergebnisse beider Ansätze werden mittels Laser-induzierter
Fluoreszenz erzielte Aufnahmen des Gasstrahls aus der Einlochdüse in einer beheizten
optischen Druckkammer hinzugezogen (vgl. auch 2D-Toluol-LIF aus Abschnitt 4.2.2 und
für den experimentellen Aufbau 4.1.2). Die LIF-Aufnahmen geben die Verteilung der
Fluoreszentinsentität des Tracermaterials in der durch den Laserlichtschnitt beleuchteten
Ebene wieder und das LIF-Signal korreliert mit dem lokalen Massenanteil von Methan.
Zum Vergleich der Messdaten mit der Simulation wird daher der lokale Methananteil
im Strahl betrachtet. Abbildung 34 zeigt einerseits auf der linken Seite die Ergebnisse
beider Simulationsanstze. In der Teilabbildung a) ist die mit dem detaillierten Ansatz be-
rechnete lokale Methanverteilung im Gasstrahl aufgetragen und in b) dem vereinfachten
Gasjet-Ansatz gegenübergestellt. Die zuvor beobachteten Abweichungen aus den Impuls-
gleichungen haben deutlichen Einfluss auf die Berechnung des Stofftransports: Der in b)
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Abbildung 34: Stationärer Gasstrahl aus Einlochdüse: Simulationsergebnisse mit a) diskretisierter
Düsengeometrie (Ansys CFX, SST, Peng-Robinson EOS, Netz EL 1) und b) mit dem Euler-Lagrange
Gasjet-Ansatz (AVL Fire, Netz GJ 2 bei 500 µm), Darstellung des lokalen Methanmassenanteils 2 ms nach
Einblasebeginn. Auf der rechten Seite ist die gemessene LIF-Intensität im Gasstrahl 2 ms nach
Einblasebeginn als Einzelbild in c) und gemittelt über 50 Einzelbilder in d) aufgetragen. Für a), b), c)
und d) gilt: pKammer= 4 bar, TKammer= 428 K, pRail= 50 bar.
aufgetragene Gasstrahl ist schmäler und bricht stromabwärts weniger auf als der mit
dem detaillierten Ansatz berechnete Strahl. Folglich ergibt sich ein geringerer Strahlöff-
nungswickel in b) als in a). Das in a) aufgetragene Verhalten zeigt eine gute qualitative
Übereinstimmung mit den gemessenen Gasstrahlen, welche ebenfalls einen ausgepräg-
ten Strahlaufbruch und infolgedessen eine ausgeprägtete Methanausbreitung senkrecht
zum Strahl aufweisen.
Insgesamt sind die Abweichungen der Strömungsgrößen mit dem Gasjet-Ansatz gegen-
über einer vergleichbaren detaillierten Rechnung sehr ausgeprägt und nehmen mit Ab-
senkung der Netzauflösung erwartungsgemäß weiter zu. Diese Art der Modellierung ist
demnach als extreme Vereinfachung zu sehen und sollte allenfalls Anwendung finden,
sofern die Strahlstruktur und der Turbulenzeintrag nicht näher betrachtet werden müs-
sen. Denkbar ist die Anwendung bei der Berechnung von homogenen Brennverfahren,
bei denen kurz vor dem Zündzeitpunkt sowohl die Gemischkonzentration als auch das
Turbulenzniveau im Brennraum gleichmäßig sind. Der Gasjet-Ansatz wäre demnach eine
einfache Methode bei simplen Düsengeometrien den gasförmigen Kraftstoffeintrag ohne
Modifizierung eines bestehenden Motornetzes abzubilden. Dennoch ist auch hier eine
hohe Netzauflösung maßgeblich, um die äußere Strahlstruktur ansatzweise nachzubil-
den. Eine Vergröberung der Zellen geht zu Lasten der initialen Geschwindigkeit des Gas-
strahls (vgl. Abbildung 32 unten), wodurch die Abweichungen gegenüber der Referenz
deutlich zunehmen. Die Details der Gemischverteilung und lokale Effekte wie die Strahl-
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Wandinteraktion und insbesondere die Strahl-Strahlinteraktion bei Mehrlochdüsen sind
mit dem vereinfachten Ansatz, jedoch in keiner Weise abbildbar. Bei der Anwendung
auf Mehrlochdüsen konnte die Strahlstruktur auch nicht näherungsweise reproduziert
werden.
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5 Gemischbildung im Gasmotor
Als Basis für die Simulation der Gaseinblasung und Gemischbildung im Brennraum dient
die Geometrie eines sich in Renningen bei der Robert Bosch GmbH befindlichen Einzy-
linderforschungsmotors, für den optische und thermodynamische Messdaten verfügbar
sind. Dieser Motor ist in doppelter Ausführung vorhanden. Einerseits dient die thermody-
namische Ausführung, der Bestimmung des Wirkungsgrades und der Emissionen für eine
bestimmte Betriebsstrategie unter realen Betriebsbedingungen (Motor wird befeuert be-
trieben und die Temperatur der Komponenten ist auf Betriebsniveau). Darüber hinaus
kann die Gemischbildung im baugleichen Transparentmotor mit optischen Methoden
untersucht werden. Dieser Motor wird in der Regel nicht oder nur kurzzeitig befeuert
betrieben und stattdessen geschleppt, weshalb das Temperaturniveau niedriger ist als im
thermodynamischen Motor. Im Zuge von Voruntersuchungen [27] an der thermodynami-
schen Ausführung des Forschungsmotors wurde für den Teillastbetrieb bei 2000 U/min
und 4 bar effektivem Mitteldruck ein Mager-Schichtbetriebspunkt mit Direkteinblasung
(Mehrlochinjektor) (im Folgenden mit Pbest referenziert) als besonders vielversprechend
identifiziert. Gegenüber dem Homogenbetrieb mit Saugrohreinblasung sind bei Pbest ei-
ne Kraftstoffeinsparung von 22% zu verzeichnen. Bei diesem Punkt wird das Methan
bei 30  KW vor dem oberen Totpunkt mit Zündung (ZOT) mit 100 bar Raildruck einge-
blasen, sodass im Brennraum ein globales Äquivalenzverhältnis von  = 0,313 vorliegt.
Dieser Betriebspunkt dient als Basis zur Festlegung der Randbedingungen in der Simula-
tion. Für diese werden die kommerziellen Softwarepakete AVL Fire und Ansys CFX unter
Einsatz von statischen als auch bewegten Netzen für die Diskretisierung der Einzylinder-
Motorgeometrie verwendet (vgl. Abschnitt 5.2). Ein Abgleich der numerischen Ergeb-
nisse erfolgt in erster Linie unter Referenzierung planarer LIF-Messungen [27] aus dem
erwähnten Forschungsmotor mit optischem Zugang, welche Rückschlüsse auf die lokale
Kraftstoffkonzentration im Brennraum zulässt (vgl. Abschnitt 5.3.1). Im Zuge der Vali-
dierung mit den Messergebnissen werden verschiedene Anpassungsmaßnahmen für die
Simulation diskutiert, allen voran der Einfluss der Turbulenzmodellierung.
Neben dem Mehrlochinjektor wird die Eignung der A-Düse zur Realisierung von Ma-
ger-Schichtbrennverfahren diskutiert und die Gemischbildungsmechanismen aufgezeigt
(vgl. Abschnitt 5.3.2). Da der Gasstrahl aus dem Einlochinjektor eine geringe Lufterfas-
sung aufweist und keine geeignete Gemischbildung ermöglicht, wird dieser für die Mo-
torrechnungen nicht weiter hinzugezogen. Auf Basis der gewonnen Erkenntnisse wurden
zusätzliche Geometrievarianten (6-Loch-Düsenvarianten für Mehrlochinjektoren und Kol-
benmuldenvarianten) im Rahmen von studentischen Arbeiten von Kulkarni [46] und
Windbiel [90] simulativ untersucht und deren Einfluss auf die Gemischbildung disku-
tiert (vgl. Abschnitt 5.5 und 5.4).
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5.1 Referenzierter Messaufbau: Laser-induzierte Fluoreszenz am
Transparentmotor
Der Bohrungsdurchmesser D des Zylinders beträgt 82 mm und der Hub 86 mm, so-
dass sich ein Verdichtungsverhältnis ✏ = 10,5 ergibt. Der Motor verfügt über je zwei
Einlass- und Auslassventile, deren Steuerzeiten für die referenzierten Messungen ohne
Ventilüberschneidung eingestellt sind. Der optische Zugang des Einzylinderforschungs-
motors wird zum einen über einen Quarzglaskolben und einen Quarzglasring in der
Zylinderwand realisiert. Die Einkopplung des Laser-Lichtschnitts kann somit von unten
oder seitlich erfolgen, sodass vertikale und horizontale Schnittebenen des Brennraums
aufgenommen werden können. Bei dem verwendeten Laser handelt es sich um einen ge-
pulsten frequenzvervierfachten Nd:YAG Laser mit 266 nm Wellenlänge. Aus Sicherheits-
gründen wurde für die Messungen am Transparentmotor Stickstoff anstatt Methan für
die Einblasung in Luft verwendet, welches mit dem Tracermaterial Triethylamin (TEA)
versetzt wurde. Der Vergleich des LIF-Signals zwischen der Einblasung von Methan in
Stickstoff und der Einblasung von Stickstoff in Stickstoff erfolgte separat an einer op-
tischen Druckkammer. In diesem Fall wurde für beide Gase Toluol als Tracermaterial
verwendet. Es wurde für beide Gase qualitativ ähnliches Strahlverhalten reproduziert,
weshalb diese Vereinfachungsmaßnahme als zulässig eingestuft wurde [27], [28]. TEA
fluoresziert im Laserlichtschnitt unter der Anregung bei 266 nm und emittiert seinerseits
Licht, das mit einer Kamera aufgenommen werden kann, um den Gasstrahl zu visuali-
sieren und optisch von der umgebenden Luft zu trennen. Das emittierte Fluoreszenz-
signal korreliert mit der lokalen Kraftstoffkonzentration im Gasstrahl, ist jedoch auch
temperatur- und druckabhängig. Da sich die Bedingungen im Motor laufend ändern,
wird die lokale Kraftstoffkonzentration im Motor (Bestimmung eines lokalen  -Werts)
über eine kurbelwinkelabhängige Kalibrierung angenähert. Die LIF-Messungen am opti-
schen Motor wurden von Friedrich durchgeführt und ausgewertet. Für weitere Details
zum Motor und zu dem Messaufbau sei auf [27] verwiesen.
5.2 Aufbau Motorsimulationsmodell
5.2.1 Statisches Motornetz
Für den Abgleich mit optischen Messdaten und die Untersuchung des Einflusses verschie-
dener Klassen an Turbulenzmodellen wird Ansys CFX verwendet, da hier die Auswahl
verfügbarer Modelle größer ist und eine Peng-Robinson Zustandsgleichung inklusive der
druckabhängigen Enthalpiegleichung verwendet werden kann. Nachteilig ist, dass die
Netzbewegung infolge des Kolbenhubes nicht realisiert wird. Die zu betrachtenden Strö-
mungsphänomene im Brennraum ereignen sich auf unterschiedlichen räumlichen Ska-
len. Die Tumbleströmung infolge des Ladungswechsels einerseits erfasst den gesamten
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Brennraum und hat damit eine Längenskala von etwa 80 mm. Die Überschallstrahlzel-
len im Gasstrahl befinden sich hingegen wenige Millimeter vor der Düsenöffnung und
sind räumlich auf eine kleine Zone beschränkt. Die Durchmesser der Düsenbohrungen
sind nochmal geringer und liegen im Fall der Mehrlochdüse bei etwa 120 µm. Bei der
Netzerstellung wird das Ziel verfolgt, den Düsennahbereich möglichst fein aufzulösen
aber andererseits die Gesamtanzahl an Zellen für den Brennraum im oberen Totpunkt
aus Gründen der Handhabbarkeit und für vertretbare Rechenzeiten unter 25 Millionen
Zellen zu halten. Sämtliche in diesem Kapitel referenzierte und weiter unten beschrie-
bene Motornetze sind in Tabelle 6 zusammengefasst.
Aufgrund der mangelnden Eignung der vereinfachenden Initialisierungsansätze (Euler-
Tabelle 6: Für die Motorsimulation verwendete Netze
Kurzbezeichnung Bezeichnung Netzauflösung Injektornadel
MS ML 1 statisches Motornetz mit Mehrlochdüse mittlere bewegt
MS ML 2 statisches Motornetz mit Mehrlochdüse erhöht bewegt
MS A 1 statisches Motornetz mit der A-Düse mittel bewegt
MB ML 1 bewegtes Motornetz mit Mehrlochdüse mittel statisch
MB A 1 bewegtes Motornetz mit A-Düse mittel statisch
Lagrange, 2D-Inlet) sowohl die genaue Strahlstruktur abzubilden als auch die Strahl-
Strahl- und die Strahl-Wand-Interaktion der Gasstrahlen wiederzugeben, wurde im Rah-
men dieser Arbeit die Injektorgeometrie im Motornetz integriert. Im Zuge der Vorun-
tersuchungen zeigte sich, dass für die Düseninnenströmung ein blockstrukturiertes He-
xaedernetz aus Stabilitätsgründen und für die Abbildung der Nadelbewegung unver-
zichtbar ist. Der restliche Brennraum ließ sich aufgrund der komplexen Geometrie (z. B.
Hinterschneidungen durch die Zündkerze, asymmetrisches Brennraumdach) nur durch
ein gemischtes Hexaeder-Tetraeder-Netz diskretisieren. Aus diesem Grund wird ein zwei-
geteiltes Netz für den Brennraum erstellt, welches einerseits ein feineres blockstruktu-
riertes Hexaedernetz für den Düsennahbereich enthält, welches etwa 10 mm in den
Brennraum hinein reicht (Injektorbox) und andererseits ein unstrukturiertes gemischtes
Brennraumnetz umfasst. Beide Netze wurden für die Simulation durch ein nichtkon-
formes Interface (General Connection bei Ansys CFX und Arbitrary Interface bei AVL Fi-
re in den Rechnungen mit Kolbenbewegung in Abschnitt 5.2.2) verbunden. Mit dieser
Vernetzungsstrategie war es in Ansys CFX nicht möglich die Kolbenbewegung darzu-
stellen, weshalb in diesen Variationsrechnungen die Kolbenposition im oberen Totpunkt
eingefroren wurde und somit ein (bis auf die Nadelbewegung) statisches Netz verwen-
det wurde. Ein weiterer Nachteil ist, dass durch das statische Netz der Ladungswechsel
nicht berücksichtigt werden kann und somit die Initialisierung der Brennraumströmung
unvollständig ist. Für die im Folgenden diskutierten Simulationen wurden zwei verschie-
dene Netze mit unterschiedlichen Feinheiten erstellt.
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Das erste gröbere Netz für den Motor inklusive der Mehrlochdüse (MS ML 1, vgl. Ab-
bildung 35) hat eine Auflösung von 35 µm am Düsenaustritt, wird dann kontinuierlich
Abbildung 35: Gröberes Motornetz inklusive der Injektorbox für die Mehrlochdüse im Querschnitt (im
Folgenden referenziert mit MS ML 1)
gröber, sodass am Interface die Zellen 180 µm Kantenlänge haben. Die Injektorbox ist
umgeben von einem kugelförmigen Refinement, das eine gleichmäßige Hexaederstruk-
tur mit ebenfalls 180 µm Zellgröße aufweist. Im restlichen Teil des Brennraums ist das
Netz grob gestaltet mit 700 µm. Insgesamt verfügt MS ML 1 somit über 4,5 Millionen
von denen sich eine Million in der Injektorbox befinden und die restlichen 3,5 Millionen
im übrigen Brennraum.
Netz MS ML 1 erwies sich als geeignet die generelle Strahlform und Gemischvertei-
lung zu reproduzieren, jedoch sind beim Mehrlochinjektor für gröbere Netze Abwei-
chungen des Strahlöffnungswinkels (vgl. 4.2.2) und des turbulenten Stofftransports mit
dem EARSM Turbulenzmodell (siehe unten) zu verzeichnen. Zu Vergleichszwecken wur-
de daher ein weiteres Netz erstellt mit kleineren Zellgrößen. Das feine Motornetz inklu-
sive Mehrlochinjektor (im Folgenden mit MS ML 2 referenziert) ist in Abbildung 36 zu
sehen. Bei diesem Netz haben die Zellen am Düsenaustritt eine Kantenlänge von 25 µm
und etwas weiter entfernt vom Injektor am Interface beträgt diese 125 µm. Das die In-
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Abbildung 36: Feineres Motornetz inklusive der Injektorbox für die Mehrlochdüse im Querschnitt (im
Folgenden referenziert mit MS ML 2)
jektorbox umgebende kugelförmige Refinement hat die gleichmäßige Zellauflösung von
150 µm und das übrige Motornetz weist mit 450 µm die gröbsten Zellen auf. Insgesamt
hat das Netz MS ML 2 damit 23,6 Millionen Zellen, von denen sich 13 Millionen in der
Injektorbox und 10,6 Millionen im übrigen Brennraum befinden.
Das analoge Netz für die A-Düse ist in Abbildung 37 zu sehen. Die Injektorbox hat eine
Gesamtzellenanzahl von 2,8 Millionen, deren Kantenlängen in etwa bei 50 µm liegen. Im
Vergleich zu den Injektornetzen der Mehrlochdüse ist die Zellgrößenvarianz damit bei
diesem Netz MS A 1 im Düsennahbereich wesentlich niedriger. Dies ist auf die Geome-
trie des Outlet zurückzuführen, welche beim Ringspalt eine kompliziertere Blockstruktur
und und somit auch insgesamt eine höhere Zellenanzahl nach sich zieht. Beim Ringspalt-
ventil können kontinuierliche Übergänge hingegen mit weniger Zellen realisiert werden.
Das umgebende Motornetz von MS A 1 ist identisch mit MS ML 1.
5.2.2 Bewegtes Motornetz
Die kommerzielle Software AVL Fire verfügt über einen eingebauten Vernetzer, wel-
cher bewegte Motorgeometrien halbautomatisch mit vertretbarem Aufwand diskreti-
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Abbildung 37: Motornetz inklusive der Injektorbox für die A-Düse im Querschnitt (im Folgenden
referenziert mit MS A 1)
siert. Hierbei wird der Zyklus in eine bestimmte Anzahl an zeitlichen Abschnitten un-
terteilt und für jede dieser Stützstellen ein unstrukturiertes Netz erstellt. Nötige Refine-
ments werden hier durch den Nutzer vorgegeben (z.B. schmale Spalte an den Einlass-
und Auslassventilen während des Öffnens und Schließens). Zwischen den Stützstellen
werden die Netze kontinuierlich gestreckt und gestaucht, wobei die resultierende Zell-
qualität bereits während der Vernetzung überprüft wird. Das so erstellte Motornetz ver-
fügt für einen kompletten Zyklus (720  Kurbelwinkel) über ca. 250 einzelne Stützstel-
lennetze. Analog zu dem oben beschriebenen statischen Netz hat auch dieses Netz eine
Aussparung an zentraler Position im Brennraumdach gelegen, um das blockstrukturier-
te Injektornetz einzusetzen. Auch hier wird die Verbindung beider Netze mithilfe eines
nicht-konformen Interface vorgenommen. Der Injektor befindet sich nur während der
Einblasedauer im Motornetz (ca. für 30  KW). Zu den übrigen Zeitpunkten wird die Aus-
sparung durch ein wesentlich gröberes Substitutionsnetz aufgefüllt. Vorteilhaft ist, dass
bei einem Injektortausch nicht der gesamte Motor neu vernetzt werden muss. Anderer-
seits sind SOI-Variationen auch nicht durchführbar, ohne dass das Motornetz modifiziert
werden müsste, da der Einblasebeginn zu einem bestimmten Zeitpunkt festgelegt wird,
86
wenn das Substitutionsnetz durch die Injektorbox ersetzt wird.
In Abbildung 38 sind zwei der Stützstellennetze des Ladungswechsels dargestellt. Die
Abbildung 38: Ladungswechselnetze für ausgewählte Zeitpunkte: 129  KW oben und 500  KW unten,
rechts im Schnitt dargestellt
Simulation eines Zyklus startet mit dem Verbrennungsende (Auslass öffnen), was bei
den zugeordneten Steuerzeiten einem Kurbelwinkel von 129  KW (nach dem oberen Tot-
punkt mit Zündung, ZOT) entspricht. Für einen kurzen Zeitraum (357  KW bis 363  KW)
sind beide Ventile geschlossen. Danach schließt sich die Ansaugphase an, bis die Ein-
lassventile bei 580  KW schließen und die Kompression beginnt. Der Ladungswechsel
wird im Rahmen dieser Arbeit nicht näher untersucht und dient ausschließlich zur kor-
rekten Initialisierung der Brennraumströmung zu Beginn der Einblasung. Bei dem zu
untersuchenden Magerbetriebspunkt wird das Gas vergleichsweise spät bei 692,5  KW
und damit 27,5  KW vor ZOT in den Brennraum eingebracht.
In Abbildung 39 ist ein Stützstellennetz für den Kompressionstakt dargestellt. Zu dem
in Abbildung 40 aufgetragenen Zeitpunkt befindet sich die Injektorbox im Motornetz,
die Ein- blasung hat bereits begonnen (700  KW) und die Netzfeinheit wurde deutlich
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Abbildung 39: Kompressionsnetz für den ausgewählten Zeitpunkt 630  KW, rechts im Schnitt dargestellt
gesteigert. Abbildung 40 zeigt das Einblasenetz mit der Mehrlochinjektorbox im Schnitt
Abbildung 40: Schnitt durch Einblasenetz mit Mehrlochinjektorbox, MB ML 1
durch die Injektorachse im Detail. Die verwendete Injektorbox ist in ihrer Zellauflösung
ähnlich zu jener von MS ML 1. Das innere umgebende Kugelrefinement hat eine gleich-
mäßige Zellauflösung von 100 µm und das äußere von 200 µm, sodass sich in Summe
etwa 11 Millionen Zellen bei diesem Netz ergeben.
Für die A-Düse wurde analog ein bewegtes Motornetz erstellt mit den identischen Steu-
erzeiten. Dafür wurde die bereits für MS A 1 verwendete Injektorbox mit dem oben be-
schriebenen bewegten Motornetz per Arbitrary Interface verbunden. Für die Rechnungen
mit AVL Fire wurde vordergründig das k-⇣- f -Turbulenzmodell verwendet.
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5.2.3 Implementierung der Peng-Robinson Zustandsgleichung in AVL Fire
Die Abweichungen des berechneten stationären Massenstroms durch eine Düse bei kri-
tischer Durchströmung unter Annahme idealen Gasverhaltens gegenüber dem Realgas-
massenstrom steigen mit zunehmendem Einblasedruck an. Bereits bei 100 bar ist der
mit einer Idealgas-EOS berechnete Massendurchsatz um 15% geringer als der mit ei-
ner Realgas-EOS berechneter Wert. Die steigende Kompressibilität des Gases bei ho-
hen Drücken kann demnach in den Motorrechnungen nicht vernachlässigt werden oder
auch nur näherungsweise angenommen werden. Um Abhilfe zu schaffen, wurde im Rah-
men dieser Arbeit dem AVL Fire-Code eine Realgasdichtekorrekturfunktion hinzugefügt.
AVL Fire verfügt über einen druckbasierten sequentiellen Solver, welcher den SIMPLE-
Algorithmus oder Varianten davon verwendet, um die Druckkorrektur zu berechnen. Die
Zustandsgleichung ist in diesem Fall in der äußeren Iterationsschleife des Solvers ent-
sprechend Gleichung (84) als Idealgaszustandsgleichung angenommen und Änderun-
gen durch den Nutzer sind an dieser Stelle zunächst nicht vorgesehen. Am Ende jeder
äußeren Iterationsschleife besteht die Möglichkeit ausgewählte Strömungsgrößen (dar-
unter auch die Dichte) per User function zu aktualisieren. Somit wurde an dieser Stelle
eine Korrekturfunktion für die Dichte erstellt, welche den lokalen Realgasfaktor auf Ba-
sis der kubischen Peng-Robinson Zustandsgleichung aus Gleichung (21) iterativ löst, um
die korrigierte Dichte zu berechnen. Eine Anpassung des Korrekturfaktors Q⇢ erfolgt
indirekt über die Manipulation der Gaskonstante R. Diese wird mit dem berechneten
Realgasfaktor multipliziert. Gleichung (84) lautet dann:
Q⇢ =
✓
@ ⇢
@ p
◆
T
=
1
ZRT
(86)
Für die einkomponentige Düsenströmung konnten somit die Stoffeigenschaften von Me-
than angepasst werden. In Abbildung 41 ist der Verlauf der Isothermen für die Peng-
Robinson Dichtekorrektur (Fire UFR) für verschiedene Temperaturen eingetragen. Zum
Vergleich dient einerseits die Realgasberechnung mittels Ansys CFX (CFXPR) sowie aus
der Stoffdatenbank REFPROP entnommene Fluiddaten für Methan. Gegenüber der Re-
ferenz (REFPROP) knicken die Isothermen aus den Simulationsdaten stärker ab, was
auf die Abweichungen der verwendeten Realgaszustandsgleichung gegenüber den tat-
sächlichen Stoffwerten zurückzuführen ist. Die Isothermen für CFXPR und AVL Fire UFR
kommen hingegen größtenteils zur Deckung. Aus Gründen besserer Stabilität und nied-
rigerer Rechenzeiten wird im weiteren Verlauf eine durch den Hersteller in AVL Fire
eingebaute Realgasdichtekorrektur verwendet. Diese berücksichtigt die erhöhte Kom-
pressibilität des Gases entsprechend der Peng-Robinson EOS. Die Implementierung der
Realgaskalorik in Form einer druckabhängigen Enthalpiegleichung steht zum gegenwär-
tigen Zeitpunkt hingegen aus.
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Abbildung 41: Verlauf des Realgasfaktors für Methan entlang der Isothermen. Vergleich der durch die
Simulation berechneten Werte mit der Referenz aus der Stoffdatenbank REFPROP
5.3 Motorrechnungen für die Gaseinblasung mittels Mehrlochinjek-
tor und A-Düse
Eine maßgebliche Zielgröße zur Bewertung der Gemischbildung bei Mager-Schichtbrenn-
verfahren ist die lokale Kraftstoffkonzentration im Brennraum. Hierzu kann bei gegebe-
ner Zündkerzenposition eine Aussage hinsichtlich der Zündfähigkeit des Gemischs ge-
troffen werden. Weiter ist die Gemischverteilung auf die Konzentrationsbereiche von
hohem Interesse. Bei Mager-Schichtbrennverfahren mit globalem Luftüberschuss ist na-
turgemäß der Anteil an nicht zündfähigem kraftstoffarmen Gemisch und reiner Luft mit
0<   <0,48 im Brennraum am höchsten. Dem schließt sich ein zündfähiges Intervall
zwischen 0,48<   <1,43 [26] an. Die kraftstoffreichen Zonen mit 1,43<   <1 bilden
den nicht zündfähigen kraftstoffreichen Gemischanteil. Je nach Qualität der Gemischbil-
dung verteilt sich das eingeblasene Methan auf die Intervalle. Im Optimalfall liegt der
Schwerpunkt dabei im zündfähigen Bereich und es wird eine zündkerzennahe zusam-
menhängende Gemischwolke erzeugt, sodass ein vollständiger Abbrand gewährleistet
werden kann. Verschiedene nachteilige Mechanismen tragen allerdings dazu bei, dass
es bei der Gemischbildung einerseits zu einer vermehrten Bildung kraftstoffreicher Zo-
nen kommen kann, die nicht ausreichend Luft erfassen, wie etwa beim Strahlkollaps der
90
Mehrlochdüse. Andererseits ist ebenfalls zu vermeiden, dass es durch weitläufige Kraft-
stoffausbreitung zu einer Ausmagerung des Gemischs kommt. In beiden Fällen muss mit
einer unvollständigen Verbrennung des Gemischs und erhöhten Methanemissionen ge-
rechnet werden.
5.3.1 Abgleich der Simulationsergebnisse mit optischen Messdaten
Der Abgleich der auf dem statischen Motornetz erzeugten Simulationsergebnisse mit
den optischen Messdaten aus dem realen Motor birgt Unsicherheiten in sich aufgrund
abweichender Randbedingungen. Die Lage des horizontalen Laser-Lichtschnitts im Ver-
such befindet sich unmittelbar unterhalb der Zündkerze (y = 0 m) um Reflexionen zu
umgehen. Damit liegt die Auswerteebene zum Zündzeitpunkt unmittelbar über der Kol-
benoberfläche, sodass das vom Injektor erzeugte Strahlbild sich mit der Gasumlenkung
über den Kolben überlagert und sich beide Mechanismen in den Schnittbildern nicht von-
einander trennen lassen. Im Versuch ist die Kolbenoberfläche zu Beginn der Einblasung
noch weiter entfernt von der Auswerteebene, wodurch der Gaseintrag in die horizon-
tale Auswerteebene geringer sein sollte als in der Simulation. Jedoch ist die Kolbenauf-
wärtsbewegung dort wiederum nicht berücksichtigt, wodurch wiederum ein geringerer
Gaseintrag in die horizontale Schnittebene in der Simulation zu erwarten ist. Nicht be-
rücksichtigt ist in der Simulation (statisch) zudem das initiale Geschwindigkeitsfeld aus
dem Ladungswechsel sowie das veränderliche Druck- und Temperaturniveau infolge der
fortschreitenden Kompression.
Ausgangspunkt des Abgleichs ist eine Berechnung der Einblasung mit dem Mehrlochin-
jektor entsprechend Pbest . Der Mehrlochinjektor ist hierbei derart im Zylinderkopf ein-
gebaut, dass das Strahlbild symmetrisch zur x-y-Ebene ist, wie auch die Brennraum-
geometrie. Die Initialisierung des Druck- und Temperaturniveaus erfolgt entsprechend
der im ZOT unter realen Bedingungen (ohne Verbrennung) erreichten Werte (ZOT RB:
pC yl= 21,3 bar und TLuf t= 750 K). Das im Brennraum vorliegende Turbulenzniveau
zu Einblasebeginn (Durchschnittswerte für " und k) wird anhand einer separaten La-
dungswechselrechnung mit AVL Fire bestimmt. Abbildung 42 zeigt die Gegenüberstel-
lung der Gemischverteilung in der horizontalen Auswerteebene zwischen Simulation
und LIF-Bildern zu zwei verschiedenen Zeitpunkten nach SOI. Auffällig ist, dass in den
Simulationsergebnissen die kraftstoffreichen Durchstoßpunkte von fünf der sieben Gas-
strahlen in der horizontalen Schnittebene deutlich erkennbar sind (in weiß bzw. rot).
Die anderen beiden Strahlen aus den beiden linken Düsenbohrungen haben sich in der
betrachteten Ebene bereits mit dem Zentralstrahl vereinigt. Dahingegen ist in den LIF-
Bildern einzig der zentrale Gasstrahl anhand des kraftstoffreichen Strahlkerns differen-
zierbar. Insgesamt ist die Durchmischung mit Luft in den LIF-Bildern somit stärker ausge-
prägt. Die seitlichen Strahlen sind nicht mehr einzeln differenzierbar, sondern lediglich
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Abbildung 42: Lokale Gemischverteilung im horizontalen Schnitt durch den Brennraum unterhalb der
Zündkerze (y = 0 m) zum Zeitpunkt t= 0,875 ms nach SOI (oben) und t= 1 ms nach SOI (unten).
Links: Simulationsergebnisse mit Ansys CFX (Peng-Robinson EOS, Netz MS ML 1, ZOT RB). Rechts:
Messergebnisse mit TEA-LIF
als Zone gesteigerten lokalen Äquivalenzverhältnisses, wie links vom Zentralstrahl zu
erahnen. Entlang den seitlichen Gasstrahlen wird somit in der Simulation weniger Luft
eingetragen, sodass diese mit dem Erreichen der Schnittebene noch eine höhere Methan-
konzentration im Zentrum aufweisen.
Die radiale Gemischverteilung lässt sich in der vertikalen Schnittebene beurteilen. In
Abbildung 43 sind Simulations- und Messergebnisse für verschiedene Zeitpunkte gegen-
übergestellt. Die seitlichen in Richtung der Zündkerze ausgerichteten Gasstrahlen lassen
ein erhöhtes Äquivalenzverhältnis rechts vom Zentralstrahl verzeichnen. Durch die ge-
ringere Durchmischung in der Simulation sind die Gasstrahlen lokal begrenzt und ragen
nur schwach in die vertikale Schnittebene hinein. In den LIF-Bildern sind jedoch deut-
lich kraftstoffreichere Zonen rechts vom Zentralstrahl zu verzeichnen, was darauf schlie-
ßen lässt, dass der Stofftransport senkrecht zum Strahl in z-Richtung so ausgeprägt ist,
dass die kraftstoffreiche Zone bis in die Symmetrieebene hineinreicht. Insgesamt ist in
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Abbildung 43: Lokale Gemischverteilung im vertikalen Schnitt durch den Brennraum in der
Symmetrieebene zum Zeitpunkt t= 0,625 ms nach SOI (oben), t= 1,2 ms nach SOI (Mitte) und
t= 1,8 ms nach SOI (unten). Links: Simulationsergebnis mit Ansys CFX (Peng-Robinson EOS, SST-Modell,
Netz MS ML 1, ZOT RB). Rechts: Messergebnisse mit TEA-LIF
der vertikalen Ansicht erkennbar, dass die den Gasstrahl umgebende kraftstoffarme Mi-
schungsschicht (in blau bis grün) in der Simulation schmaler ist. Dies gilt senkrecht zum
Strahl entlang der y-Achse als auch für die Ausbreitung auf der Kolbenoberfläche.
Die Berechnung des Spezientransports in der Simulation erfolgt über die skalare Trans-
portgleichung (78) deren diffusiver Anteil maßgeblich über den turbulenten Diffusions-
koeffizienten beeinflusst wird, welcher nach Gleichung (79) mit der Wirbelviskosität
skaliert. Eine Ursache für den unterschätzten Stofftransport liegt somit in der Turbulenz-
modellierung.
Die WVM mögen für viele technische Strömungen zufriedenstellende Ergebnisse liefern,
jedoch berücksichtigen sie den Transport der turbulenten Reynoldsspannungen lediglich
ansatzweise. Die vereinfachte Annahme isotroper Reynoldsspannungen birgt somit für
die Simulation von Überschallgasfreistrahlen ein Fehlerpotenzial. Bei dem Eindringen
eines Gasstrahls in ruhende Luft besteht eine hohe Relativgeschwindigkeit zwischen bei-
den Komponenten. Zwischen Gasstrahl und Luft entsteht eine schmale Scherschicht in-
nerhalb derer sich die Geschwindigkeiten aneinander angleichen. Wie in Abschnitt 3.2.1
erwähnt, wird in Strömungen kinetische Energie durch die Scherung der Hauptströmung
in Turbulenz umgewandelt. Die Turbulenzproduktion ist dort besonders hoch, wo die Ge-
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schwindigkeitsgradienten ausgeprägt sind. Dies äußert sich in lokal hohen Werten der
Schwankungsanteile der Geschwindigkeit. In dem betrachteten Gasfreistrahl (mit der
Hauptströmungsrichtung y) finden sich die größten Werte für u02, v02, w02 und  u0v0,
 v0w0 in der Scherschicht, wo @ V/@ x und @ V/@ z ausgeprägt sind. Von den turbulen-
ten Geschwindigkeitsanteilen in Scherströmungen ist üblicherweise die Komponente in
Strömungsrichtung v02 am größten [85]. Die Modellierung der Reynoldsnormalspannun-
gen nach Gleichung 41, welche dem SST-Modell zu Grunde liegt, ist somit unzureichend,
und führt in diesem Fall zu niedrigerem Speziesaustausch.
Geringe Anpassungen erlaubt die Modifikation der turbulenten Schmidt-Zahl innerhalb
enger Grenzen. Der Einfluss einer Absenkung von Sct kann beim Vergleich der Ge-
mischverteilung zum Zeitpunkt t= 1 ms in Abbildung 42 (unten links Sct= 0,9) und
in Abbildung 44 (oben links Sct= 0,6) nachvollzogen werden. Die niedrigere turbulente
Schmidt-Zahl führt zu einem Verschwimmen der Strahlgrenzen und der Bildung einer
kraftstoffreichen Zone. Dieser Einfluss ist jedoch im hohen Maße von der lokalen Netz-
auflösung abhängig. Wird die Rechnung aus Abbildung 44 (oben links Sct= 0,6) auf
dem feineren Netz MS ML 2 wiederholt, separieren sich die Strahlen erneut aufgrund
der niedrigeren numerischen Diffusion auf dem verfeinerten Netz.
Ein nachhaltiger Einfluss auf den Stofftransport ergibt sich unter Verwendung des Base-
line EARSM anstelle des SST-Modells. Beiden Modellen unterliegt das gleiche Blending
zwischen dem k-!-Modell und dem k-"-Modell nach Gleichung (52). Während beim
SST-Modell einzig die Spur des turbulenten Spannungstensors über ⌧ii =  2⇢k an den
Turbulenztransport gekoppelt ist, liegt dem EARSM eine ausführlicherer Zusammenhang
zu Grunde. Hierbei wird der konvektive und diffusive Transport der Reynoldsspannun-
gen über Gleichung (69) mit der Transportgleichung der turbulenten kinetischen Energie
gekoppelt und somit ein anisotroper Reynoldsspannungstensor abgeleitet. In der Folge
ergibt sich ein gesteigerter Stoffaustausch und ein homogeneres Gemisch in der hori-
zontalen Schnittebene gegenüber dem SST-Modell, wie in Abbildung 44 abgebildet. Hier
ist die Methankonzentration in den Strahlzentren der seitlichen Gasstrahlen geringfügig
gesunken. Die Verbesserung wird mit gesteigerter Verfeinerung des Netzes in Abbildung
45 deutlicher. Wird die Scherschicht zwischen Gas und Luft feiner aufgelöst, nimmt auch
der Detaillierungsgrad von ai j, welcher über die nicht-lineare Gleichung (74) aus den lo-
kalen Geschwindigkeitsgradienten und Turbulenzgrößen abgeleitet wird, zu. Die berech-
nete Reynoldsnormalspannung v02 in y-Richtung erreicht erwartungsgemäß die größten
Werte. Dadurch steigt die Dicke der Scherschicht und der Zentralstrahl bricht deutlich
auf.
Bei LWVM sind die turbulenten Schubspannungen über die Wirbelviskosität linear mit
den Geschwindigkeitsgradienten der Hauptströmung gekoppelt (⌧i j = ⌘t2Si j für i 6=j)
und berücksichtigen somit keine turbulenten Transporteigenschaften. Das zuvor verwen-
dete SST-Modell nähert den Transport der Schubspannungen indirekt über die alterna-
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Abbildung 44: Simulationsergebnis der Gemischverteilung im horizontalen Schnitt durch den
Brennraum unterhalb der Zündkerzenelektroden (y = 0 m) und auf Höhe der Elektroden
(y= 0,0015 m) zum Zeitpunkt t= 1 ms nach SOI auf dem groben Netz für eine globale turbulente
Schmidt-Zahl von 0,6. Oben: Simulationsergebnis mit dem SST-Modell. Unten: Simulationsergebnis mit
dem Baseline EARSM (Peng-Robinson EOS, Netz MS ML 1, ZOT RB).
tive Bestimmungsgleichung für die Wirbelviskosität nach Gleichung (56) an. Für Grenz-
schichten ist bekannt, dass der lineare Zusammenhang zwischen Schubspannung und
Gradienten der Hauptströmung keine treffende Annahme ist, da die Turbulenzproduk-
tion lokal die Dissipation übersteigt [12]. Im SST-Modell wird daher über ein Blending
mittels der Funktion F2 aus Gleichung (57) die Bestimmungsgleichung von ⌫t von der
k-!-Formulierung in einen Ausdruck proportional zu k überführt. Im Bereich der Gas-
strahlen schwankt F2 zwischen 0 und 0,25. Obwohl laut der Blending Funktion F1 im
Bereich der Gasstrahlen konsequent das k-"-Modell Anwendung findet, treten merk-
liche Unterschiede der Strahlstruktur zwischen den Ergebnissen mit dem SST-Modell
und dem k-"-Modell auf. Abbildung 46 stellt diese in zwei verschiedenen horizontalen
Schnittebenen gegenüber. Die Strahlen sind mit dem k-"-Modell deutlich strähniger und
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Abbildung 45: Simulationsergebnis der Gemischverteilung im horizontalen Schnitt durch den
Brennraum unterhalb der Zündkerzenelektroden (y = 0 m) und auf Höhe der Elektroden
(y= 0,0015 m) zum Zeitpunkt t= 1 ms nach SOI auf dem feinen Netz für eine globale turbulente
Schmidt-Zahl von 0,6. Oben: Simulationsergebnis mit dem SST-Modell. Unten: Simulationsergebnis mit
dem Baseline EARSM (Peng-Robinson EOS, Netz MS ML 2, ZOT RB).
die Konzentrationsgradienten ausgeprägter. Auffällig ist ebenfalls die deutliche Zunah-
me des Strahlöffnungwinkels. Die Durchstoßpunkte der seitlichen Gasstrahlen sind in
beiden Schnittebenen vom Zentralstrahl separiert. Die gleiche Strähnigkeit und der grö-
ßere Strahlöffnungswinkel zeigen sich auch bei den Simulationen mit AVL Fire bei Ver-
wendung des k-"-Modell oder des k-⇣- f -Modells, wie in Abbildung 47 dargestellt. Für
ersteres sind die seitlichen Gasstrahlen vollständig vom Zentralstrahl getrennt und es er-
gibt sich ein ähnlich breiter Strahlöffnungswinkel, wie mit dem k-"-Modell in Ansys CFX.
Mit dem k-⇣- f -Modell liegen die linken seitlichen Gasstrahlen ähnlich den Ergebnissen
mit Ansys CFX näher am Zentralstrahl und die Homogenisierung ist insgesamt etwas
weiter fortgeschritten. Damit weisen die Ergebnisse der LWVM mit AVL Fire vergleichba-
re Abweichungen in der Berechnung des Stofftransports gegenüber den experimentellen
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Abbildung 46: Berechnete Gemischverteilung 2 ms nach SOI in zwei verschiedenen horizontalen
Schnittebenen durch den Brennraum (links: unterhalb der Zündkerze und rechts: auf Höhe der
Elektroden) mit zwei verschiedenen Turbulenzmodellen (oben: SST-Modell und unten: k-"-Modell).
Simulationsergebnisse mit Ansys CFX (Peng-Robinson EOS, Netz MS ML 1, ZOT RB)
LIF-Daten auf. Eine Gemischhomogenisierung wird demnach auch nicht durch die Be-
rücksichtigung der Kolbenaufwärtsbewegung (unter Verwendung des Netzes MB ML 1)
und der dadurch induzierten Luftbewegung im Brennraum erreicht. Der Einfluss des
Ladungswechsels auf die Gemischbildung wird im Folgenden in Abschnitt 5.3.3 näher
beleuchtet.
97
Abbildung 47: Berechnete Gemischverteilung 2 ms nach SOI in zwei verschiedenen horizontalen
Schnittebenen durch den Brennraum (links: unterhalb der Zündkerze und rechts: auf Höhe der
Elektroden) mit zwei verschiedenen Turbulenzmodellen (oben: k-⇣- f -Modell und unten: k-"-Modell).
Simulationsergebnisse mit AVL Fire (Idealgas, Netz MB ML 1, Pbest)
5.3.2 Gemischbildungsmechanismen und Schlussfolgerungen für die
Zündfähigkeit
Mehrlochinjektor Für den betrachteten Betriebspunkt Pbest liegt der Brennraumdruck
zum Zeitpunkt der Einblasung bereits bei etwa 10 bar, sodass für den in Frage kommen-
den Raildruckbereich bis 200 bar aufgrund des moderaten Druckverhältnisses mit dem
Mehrlochinjektor kein Strahlkollaps auftritt. Das Strahlbild und der Gemischbildungme-
chanismus sind somit über den gesamten betrachteten Druckbereich ähnlich. Während
der Nadelhubphase sind Schwankungen des Strahlöffnungswinkels zu verzeichnen (ver-
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gleiche Abbildung 19 und 20) bis sich ein stationärer Winkel einstellt. Da die Drossel-
stelle beim Mehrlochinjektor im Düseninneren liegt, ergibt sich am Spritzlochaustritt
hauptsächlich ein Einfluss aus der instationären Durchflussrate auf den Strahlöffnungs-
winkel.
In der Scherschicht zwischen Gasstahl und Umgebung wird Luft mitgerissen und be-
schleunigt, sodass ein stetiger Luftzustrom in den Strahl hinein erfolgt. Durch Aufprall
und die Verteilung des Gases auf dem Kolben ergibt sich eine kontinuierliche Zunahme
der Oberfläche, wodurch die Vermischung zwischen Gas und Luft stetig voranschreitet.
Der Entrainmentmassenstrom, welcher den Strahlrand (definiert durch die Isofläche für
  = 0,5) in Richtung Strahlzentrum passiert, nimmt mit der Einblasedauer stetig zu.
Für Pbest ist der Entrainmentmassenstrom in Abbildung 48 aufgetragen. Etwa 10  KW
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Abbildung 48: Massenstrom über die Gasstrahlmantelfläche (Isofläche   = 0,5) in Richtung des
Strahlkerns. Ergebnisse aus Simulation mit AVL Fire auf Netz MB ML 1 (Peng-Robinson EOS)
nach SOI ist der Strahl voll ausgebildet und es stellt sich eine Sättigung ein, sodass der
Luftzustrom nicht weiter steigt. Ebenso steigt mit dem Einblasedruck auch die Entrain-
mentgeschwindigkeit und damit das Luftansaugvermögen, wodurch mit zunehmendem
Raildruck der zündfähige Gemischanteil im Brennraum ebenfalls zunimmt. Allerdings ist
dies auf den höheren Massenstrom bei steigendem Raildruck zurückzuführen. Wird die
zündfähige Gemischmasse pro eingeblasene Kraftstoffmasse betrachtet, ergibt sich ein
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sinkender zündfähiger Gemischanteil mit steigendem Raildruck. Dies liegt an der ver-
mehrten Bildung kraftstoffreicher und kraftstoffarmer Zonen im Brennraum. Einerseits
steigt der Durchmesser der kraftstoffreichen Strahlkerne mit pRail , daneben kommt es im
Brennraum aber auch zu einer weitläufigeren Gemischverteilung. Der erhöhte Strahlim-
puls fördert demnach die Ausmagerung des Gemischs und ist nachteilig bei der Bildung
einer kompakten und lokal möglichst begrenzten Gemischwolke.
Zur Bewertung der Zündfähigkeit der erzeugten Gemischwolke wird die lokale Kraft-
stoffkonzentration an der Zündkerze ausgewertet. Für ein Kugelvolumen von 2,5 mm
wird auf Basis der Simulationen mit AVL Fire das mittlere Äquivalenzverhältnis bestimmt
und in Abbildung 49 aufgetragen. Zwei der Gasstrahlen aus dem Mehrlochinjektor deu-
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Abbildung 49: Gemischzusammensetzung an der Zündkerze. Simulationen mit AVL Fire auf Netz
MB ML 1 und MB A 1 (Peng-Robinson EOS), zündfähiger Bereich von Methan markiert durch hellblaue
Linien
ten in Richtung der Zündkerze, treffen sie zunächst jedoch nicht direkt, sodass es nach
Beginn der Einblasung dort zu einer kontinuierlichen Kraftstoffanreicherung kommt. Mit
zunehmender Strahlausbildung wandern die beiden seitlichen Gasstrahlen an der Zünd-
kerze zusammen. Ab 703  KW erreicht der Wert des Äquivalenzverhältnisses dort das
zündfähige Band. Durch den Aufprall des Gasstrahls auf den Kolben und der großflä-
chigen Verteilung wird Gas zusätzlich von unten an die Zündkerze geleitet, welche mit
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fortschreitender Kolbenaufwärtsbewegung in das Gemisch eintaucht, sodass das lokale
  bis 712  KW weiter ansteigt. Die Zündfähigkeit des Gemischs an der Zündkerze ist
somit über einen verhältnismäßig langen Zeitraum gegeben und es ist ein breites Band
an möglichen Zündzeitpunkten realisierbar.
A-Düse Das mit der A-Düse erzeugte Strahlverhalten zeigt eine deutliche Instationari-
tät und ist in höherem Maße von den Randbedingungen abhängig als jenes des Mehrlo-
chinjektors. Bei der außenöffnenden A-Düse befindet sich die Drosselstelle unmittelbar
am Spritzlochaustritt. Der Abströmwinkel wird somit maßgeblich durch die Nadelstel-
lung beeinflusst und unterscheidet sich deutlich zwischen der Phase des Öffnens und
Schließens. Beim Öffnen strömt das Gas zunächst unter spitzem Winkel steil in den
Brennraum hinein. Mit stetigem Absenken der Nadel weitet sich der Strahlöffnungswin-
kel kontinuierlich auf, da sowohl der Öffnungsquerschnitt als auch der Massenstrom
steigen. Während der Phase des Schließens hebt sich die Nadel wieder in den Sitz hin-
ein, sodass der ausgebildete Strahl nach oben abknickt, und sich an das Brennraumdach
anlegt. Abbildung 50 zeigt die Brennraumströmung in der vertikalen Symmetrieebene
Abbildung 50: Brennraumströmung bei Einblasung aus A-Düse mit pRail= 100 bar zum Zeitpunkt des
Nadelschließens in vertikaler Symmetrieebene (Ansys CFX, MS A 1, Peng-Robinson EOS, SST, SOI
conditions)
des Motors zum Zeitpunkt des Nadelschließens. An der Strahlwurzel strömt das Gas
schräg in Richtung Brennraumdach. Aus den Voruntersuchungen an der Druckkammer
mit flachem Dach wurde bei sämtlichen untersuchten Druckverhältnissen stets ein kol-
labierter Gasstrahl mit einem kraftstoffreichen Strahlkern aus der A-Düse verzeichnet.
Durch das schräge Brennraumdach und die Wechselwirkung mit der Kolbenoberfläche
im Motor kommt es in den Motorrechnungen bei der Einblasung hingegen zu einer aus-
geprägten Strahl-Wandinteraktion und instationärem Verhalten, das unter Verwendung
verschiedener Turbulenzmodelle und Zustandsgleichungen in den Simulationsergebnis-
sen unterschiedlich ausfällt. Es kann zwischen drei verschiedenen Fällen unterschieden
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werden:
• Strahlkollaps
• Mischverhalten
• Strömung entlang des Brennraumdachs
Haupteinflussfaktor auf das Strahlbild ist das Druckverhältnis, da es maßgeblich für
die Relativgeschwindigkeit zwischen Strahl und ruhender Luft ist. Damit beeinflusst es
auch die Ausbildung des inneren und äußeren Randwirbels sowie die Entrainmentströ-
mung, welche durch die Bildung von Niederdruckgebieten an der Strahlwurzel induziert
wird. Weiter steigt mit dem Raildruck der Massenstrom durch die Düse und damit der
Strahlimpuls, wodurch sich ein Einfluss auf den Strahlöffnungswinkel ergibt.
Bei niedrigen Druckverhältnissen kollabiert der Gasstrahl unterhalb des Injektors und es
bildet sich ein Toruswirbel, der nachströmendes Gas und Luft kontinuierlich ins Strahl-
zentrum leitet. Nach dem Auftreffen der Strahlfront auf der Kolbenoberfläche entsteht
ein zweiter entgegengesetzt gerichteter Toruswirbel, der mit der Gasausbreitung auf dem
Kolben nach außen wandert und im Durchmesser zunimmt. In Abbildung 51 und 52 ist
das mit dem SST-Modell bzw. dem EARSM berechnete Geschwindigkeitsfeld aus der
A-Düse für verschiedene Zeitpunkte nach SOI bei der Einblasung mit pRail= 50 bar auf-
getragen. Die Wahl des Turbulenzmodells lässt auch bei dieser Düse einen deutlichen
Einfluss auf die Gemischbildung erkennen. Sowohl mit dem SST-Modell als auch mit
dem EARSM tritt der Strahlkollaps kurz nach dem Nadelöffnen ein und die Strahlränder
drehen sich nach innen ein, sodass der äußere Randwirbel abreißt. Jedoch unterschei-
det sich die Form des gebildeten Toruswirbel in beiden Fällen signifikant voneinander.
Während mit dem SST-Modell dieser einen näherungsweise kreisförmigen Querschnitt
hat und seine Position und seinen Durchmesser unterhalb des Injektors stabilisiert (vgl.
Abbildung 51), wird mit dem EARSM ein in Strahlachse gedehnter ovaler Toruswirbel
mit wachsendem Durchmesser und wachsender Querschnittsfläche verzeichnet (vgl. Ab-
bildung 52). Mit dem Aufsetzen der Strahlränder auf der Kolbenoberfläche stabilisiert
sich die mit dem EARSM berechnete Strahlform schließlich, sodass der Strahlrand di-
rekt die Zündkerze umspült. Der mit dem SST-Modell berechnete Strahl weist unterhalb
des Toruswirbels auf Höhe der Zündkerzenelektroden eine Einschnürung auf, sodass der
Strahldurchmesser insgesamt deutlich schmäler ist. Ähnlich verhält es sich bei bei der
Einblasung mit pRail= 100 bar. Auch wenn die Strahlstruktur zum Zeitpunkt t= 0,2 ms in
beiden Fällen nahezu identisch ist, wird im weiteren Verlauf der Einblasung mit dem SST-
Modell wieder ein im Querschnitt kreisrunder und mit dem EARSM ein ovaler Toruswir-
bel berechnet (vgl. Abbildung 53 und 54). Beim SST-Modell stabilisiert sich dessen Po-
sition und Größe im Vergleich zum niedrigeren Einblasedruck allerdings nicht, sondern
er nimmt im Durchmesser zu. Aufgrund der hohen Relativgeschwindigkeit zwischen Gas
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Abbildung 51: Brennraumströmung bei Einblasung aus A-Düse mit pRail= 50 bar in vertikaler
Symmetrieebene zum Zeitpunkt t = 0,5 ms, t = 1 ms und t = 2 ms (von oben nach unten) (Ansys CFX,
MS A 1, Peng-Robinson EOS, SST, SOI RB)
und Luft ist das Entrainment an der Strahlwurzel am ausgeprägtesten. Es wird somit
einerseits Luft von außen entlang des Brennraumdachs angesaugt und daneben entsteht
ein Luftstrom senkrecht von unten in Richtung der Injektorachse hin zur Strahlwurzel.
Zwischen den Schrägen des Brennraumdachs und dem Gasstrahl entsteht durch den
Luftsog eine Niederdruckzone, sodass der Strahl vom Brennraumdach angezogen wird.
Der Strahlwinkel weitet sich auf und haftet mit dem Strahlrand am Brennraumdach.
Mit dem EARSM wird auch für den höheren Einblasedruck wieder ein ovaler Toruswir-
bel berechnet, welcher den Strahlrand vor dem Kollaps zunächst auf den Kolbenboden
lenkt, wodurch der Strahlkollaps zeitlich etwas verzögert auftritt. Schließlich weitet sich
auch mit dem EARSM der Strahlöffnungswinkel und der Strahl wandert an das Brenn-
raumdach. Das Geschwindigkeitsfeld im Brennraum für den Strahl bei pRail= 100 bar
berechnet mit dem SST-Modell ist in Abbildung 53 für verschiedene Zeitpunkte nach
SOI aufgetragen. Ergebnisse mit dem EARSM sind in Abbildung 54 zusammengefasst.
Für die A-Düse ergibt sich eine dreidimensionale Strömungsstruktur, die offensichtlich
von dem EARSM durch die Berücksichtigung anisotroper turbulenter Spannungen in
deutlicherer Ausprägung wiedergegeben wird. Mit dem SST-Modell kann die ovale Form
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Abbildung 52: Brennraumströmung bei Einblasung aus A-Düse mit pRail= 50 bar in vertikaler
Symmetrieebene zum Zeitpunkt t = 0,2 ms, t = 0,5 ms, t = 1 ms und t = 2 ms (von oben nach
unten) (Ansys CFX, MS A 1, Peng-Robinson EOS, EARSM, SOI conditions)
des Toruswirbel, welcher durch das Umbiegen der Strahlränder auf die Kolbenoberflä-
che eine stabilisierende Wirkung hat, nicht wiedergegeben werden. Folglich ergibt sich
in der Simulation mit dem SST-Modell eine ausgeprägte Anhaftungsneigung des Strahls
am Brennraumdach. Insgesamt wird diese Anhaftungsneigung des Strahls in der Simula-
tion unter statischen Bedingungen einerseits durch die nicht berücksichtigte Druckstei-
gerung in Folge der Kompression begünstigt, welche in der Realität das Druckverhältnis
während der Einblasung kontinuierlich absenkt. Weiter werden bei einem Aufsetzen der
Strahlränder auf der Kolbenoberfläche diese durch die Kolbenaufwärtsbewegung stabili-
siert. Der Kolben bewegt sich somit mit dem Toruswirbel nach oben und verhindert das
Abreißen des Strahls. Simulationen mit AVL Firemit bewegtem Netz bestätigen diese An-
nahme. Für die Einblasung bei pRail= 100 bar wurde in AVL Fire mit dem k-⇣- f -Modell
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Abbildung 53: Brennraumströmung bei Einblasung aus A-Düse mit pRail= 100 bar zum Zeitpunkt
t = 0,2 ms, t = 0,5 ms, t = 1 ms und t = 2 ms (von oben nach unten) in vertikaler Symmetrieebene
(Ansys CFX, MS A 1, Peng-Robinson EOS, SST, SOI RB)
ein kollabierter und stabilisierter Gasstrahl berechnet. Kurz vor dem oberen Totpunkt
sind auch hier die Strahlränder auf dem Kolben nach außen gewandert, es kommt je-
doch nicht zu einem Anhaften am Brennraumdach. Die Strömungszustände der zuvor
betrachteten Zeitpunkte (respektive hier in   KW angegeben) sind in Abbildung 55 zu-
sammengefasst. Ein Vergleich mit optischen LIF-Daten aus dem Transparentmotor (TEA-
LIF Aufbau aus Abschnitt 5.3.1, Messungen von W. Friedrich, vergleiche [27]) erfolgt für
den Einblasedruck von 180 bar. Hier ist im Versuch zu allen Zeitpunkten während der
Einblasung stets ein kollabierter nicht am Brennraumdach anhaftender Strahl zu beob-
achten (siehe Abbildung 56). Dies gilt auch für Mehrfacheinblasungen, woraus abzulei-
ten ist, dass auch mit veränderlicher Kolbenposition und steigendem Brennraumdruck
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Abbildung 54: Brennraumströmung bei Einblasung aus A-Düse mit pRail= 100 bar zum Zeitpunkt
t = 0,2 ms, t = 0,5 ms, t = 1 ms und t = 2 ms (von oben nach unten) in vertikaler Symmetrieebene
(Ansys CFX, MS A 1, Peng-Robinson EOS, EARSM, SOI RB)
der Strahl in allen Fällen (sowohl zu SOI RB und ZOT RB) kollabiert, auf dem Kolben
aufsetzt und sich dort stabilisiert. Das Anhaften am Brennraumdach wurde nur im Zeit-
raum kurz nach Nadelschließen beobachtet, wenn durch den abreißenden Gasstrahl der
Toruswirbel sich nach oben bewegt.
In Abbildung 56, und 57 sind die LIF-Bilder den Simulationsergebnissen für zwei ver-
schiedene Zeitpunkte gegenübergestellt. Kurz nach Nadelöffnen in Abbildung 56 zeigt
sich für Messung und Simulation bereits ein Umknicken der Strahlränder nach innen,
welches den Strahlkollaps einleitet. Auch hier ist auffällig, dass der Stofftransport senk-
recht zum Strahl in der Simulation erneut geringer ausfällt. Die LIF-Messung deutet für
diesen Zeitpunkt bereits eine geschlossene Gemischwolke an, wohingegen sich in der
Simulation im Strahlzentrum noch reine Luft befindet.
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Abbildung 55: Brennraumströmung bei Einblasung (SOI= 692,5  KW) aus A-Düse mit pRail= 100 bar
zum Zeitpunkt 695  KW, 698  KW, 704  KW und 716  KW (von oben nach unten) in vertikaler
Symmetrieebene (AVL Fire, MB A 1, Peng-Robinson EOS, k-⇣- f -Modell
Zum Zeitpunkt t = 1 ms ist der Strahl voll kollabiert und sitzt auf der Kolbenoberflä-
che auf. In den Messungen ist der kraftstoffreiche Strahl von einer deutlich breiteren
kraftstoffarmen Gemischwolke umgeben, die bereits bis an die Brennraumwände reicht.
In der Simulation ergibt sich ein Strahlbild, das vergleichsweise scharfkantig von der
umgebenden Luft getrennt ist. Dementsprechend schmal ist auch die Mischungsschicht.
Die Berechnung des Stofftransports über die Strahlgrenze wird hier trotz Anwendung
des EARSM deutlich unterschätzt. In Übereinstimmung mit den LIF-Messungen wird
allerdings die Strahlform des bei 180 bar kollabierten, stabilisierten auf dem Kolben
aufsitzenden Strahls wiedergegeben. Unter den statischen Bedingungen wird mit dem
SST-Modell bereits ab 100 bar Einblasedruck ein am Brennraumdach anhaftender Strahl
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Abbildung 56: Einblasung aus A-Düse mit pRail= 180 bar zum Zeitpunkt t = 0,2 ms nach SOI in
vertikaler Symmetrieebene. Oben: Simulationsergebnis der Gemischverteilung und der
Brennraumströmung (Ansys CFX, MS A 1, Peng-Robinson EOS, EARSM, ZOT RB) unten: LIF-Messung
(n= 2000 U/min, SOI= -20  KW, psaug= 1010 mbar)
berechnet. Aufgrund der dreidimensionalen Strömungsstruktur kommen also die Defi-
zite des WVM deutlich zum Tragen. Die turbulenten Spannungen am Strahlrand beein-
flussen in diesem Fall die generelle Strahlform, sodass es zu deutlichen Abweichungen in
der Berechnung unter Verwendung des SST-Modells kommt. Insgesamt wurde in diesen
Simulationen eine erhöhte Anhaftungsneigung des Strahls festgestellt.
Im Folgenden wird die Lufterfassung zur Bewertung der Gemischbildung betrachtet. In
Abbildung 48 ist der vom Gasstrahl erfasste Luftmassenstrom über den Strahlrand auf-
getragen. Für die A-Düse steigt bei 100 bar anfänglich die angesaugte Luftmasse stark
an. Der Strahl weist zunächst einen breiten Öffnungswinkel auf, sodass der Kollaps ver-
zögert wird und Luft von unten direkt ins Strahlzentrum strömt. Bei 700  KW kollabiert
der Strahl, sodass der Zustrom abreißt und das verzeichnete Entrainment wieder steil
absinkt. Der Toruswirbel bleibt zwar erhalten aber fördert anstatt Luft Gas ins Strahlzen-
trum, welches dort wieder ein kraftstoffreiches Strahlzentrum ausbildet. Mit der Aus-
breitung des Gases auf dem Kolben steigt der Entrainmentmassenstrom durch die Ver-
größerung der Oberfläche wieder leicht an. Für den geringeren Einblasedruck von 50 bar
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Abbildung 57: Einblasung aus A-Düse mit pRail= 180 bar zum Zeitpunkt t = 1 ms nach SOI in vertikaler
Symmetrieebene. Oben: Simulationsergebnis der Gemischverteilung und der Brennraumströmung (Ansys
CFX, MS A 1, Peng-Robinson EOS, EARSM, ZOT RB) unten: LIF-Messung (n= 2000 U/min,
SOI= 700  KW, psaug= 1010 mbar)
steigt der Entrainmentmassenstrom kontinuierlich mit der Vergrößerung der Oberfläche
an. Zu Beginn der Einblasung wird für den höheren Einblasedruck von 100 bar auch
ein höherer zündfähiger Gemischanteil gebildet als bei 50 bar. Ab 710  KW kehrt sich
dieser Trend jedoch um, da die kraftstoffreichen Anteile zunehmen für 100 bar. Nach
dem Strahlkollaps bildet sich im Brennraumzentrum eine kraftstoffreiche Zone, deren
Äquivalenzverhältnis außerhalb des zündfähigen Bereichs liegt.
Zur Bewertung der Zündfähigkeit wird wieder das lokale Äquivalenzverhältnis an der
Zündkerze aus Abbildung 49 ausgewertet. Für 100 bar Einblasedruck steigt die Kraft-
stoffkonzentration an der Zündkerze zügig an, da der Gasstrahl bei dem gegebenen
Strahlöffnungswinkel direkt auf die Zündkerze auftrifft und die Elektroden umspült.
Das Gemisch ist dort zu kraftstoffreich um noch entzündbar zu sein. Über den gesamten
Zeitraum der Einblasung wird die hohe Methankonzentration aufrechterhalten, da die
Zündkerze dauerhaft in den Strahl eintaucht, wie in Abbildung 58 dargestellt. Für den
geringeren Raildruck von 50 bar liegt nach Beginn der Einblasung kurzzeitig ein kraft-
stoffreiches Gemisch an der Zündkerze vor. Wahrend der Eindrehung der Strahlränder
nach innen wird die Zündkerze mit Kraftstoff umspült. Der Strahl kann sich aber im Zuge
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Abbildung 58: Strahlstruktur aus der A-Düse bei 100 bar Einblasedruck zum Zeitpunkt 700  KW.
Simulation mit AVL Fire auf Netz MB ML 1 (Peng-Robinson EOS, k-⇣- f -Modell)
der Eindrehung wieder von der Zündkerze lösen, sodass das Gemisch wieder kontinuier-
lich ausmagert und sich über ein längeres Intervall innerhalb der Zündgrenzen befindet.
In Abbildung 59 ist die Strahlstruktur zum Zeitpunkt 700  KW (oben) zu sehen, wenn
Abbildung 59: Strahlstruktur aus der A-Düse bei 50 bar Einblasedruck zum Zeitpunkt 700  KW (oben)
und 712  KW. Simulation mit AVL Fire auf Netz MB ML 1 (Peng-Robinson EOS, k-⇣- f -Modell)
der Strahlrand noch geringfügig an der Zündkerze anhaftet. Mit dem Aufprall und der
Verteilung des Gases auf dem Kolben schnürt sich der Strahl unterhalb des Toruswir-
bel ein, sodass sich die kraftstoffreichen Zonen weiter von der Zündkerze entfernen. Ab
710  KW liegt schließlich wieder ein kraftstoffarmes Gemisch an der Zündkerze vor (Ab-
bildung 59 unten).
Das Strahlverhalten aus der A-Düse zeigte sich in den durchgeführten Variationsrech-
nungen äußerst sensitiv gegenüber Veränderungen der Randbedingungen. Geringe Va-
riationen waren ausschlaggebend dafür ob der Strahl nicht, teilweise oder gänzlich an
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der Wand anhaftete oder zunächst anhaftete und sich daraufhin allmählich wieder lös-
te beziehungsweise erst kollabierte und danach am Brennraumdach anhaftete. In den
LIF-Ergebnissen wurde hingegen auch bei einem deutlich höheren Druckverhältnis ein
zuverlässiger Strahlkollaps beobachtet. RANS-Simulationsergebnisse insbesondere unter
Anwendung von WVM sind für diese Strömungsform somit mit signifikanten Unsicher-
heiten behaftet. Zu den Einflussgrößen auf die generelle Strahlform in der Simulation,
zählen neben der Brennraumströmung und dem Raildruck auch der Brennraumdruck
und damit der Einblasezeitpunkt sowie die Motorlast.
5.3.3 Einfluss der Ladungsbewegung auf die Gemischbildung
Die Bewertung des Einflusses des Ladungswechsels auf die Gemischbildung erfolgt durch
Rechnungen mit bewegtem Motorgitter in AVL Fire auf dem Netz MB ML 1. Durch die
Einlaufkanal- und Brennraumgeometrie wird während des Ladungswechsels eine Tum-
bleströmung im Brennraum initialisiert, die durch die Kolbenaufwärtsbewegung größ-
tenteils wieder zerdrückt wird. Zum Einblasebeginn bei 692,5  KW ergibt sich das in
Abbildung 60 dargestellte Geschwindigkeitsfeld im Brennraum. Die verzeichneten Ge-
schwindigkeiten sind niedrig im Vergleich zur Geschwindigkeit der Gasstrahlen aus der
Mehrlochdüse, sodass diese sich schwach durch die Luftbewegung beeinflussen lassen.
Für die Einblasung mit 100 bar wurde die Gemischbildung unter statischen Bedingungen
den Ergebnissen mit detaillierter Initialisierung durch die Ladungsbewegung gegenüber-
gestellt. In beiden Fällen liegt der Anteil des zündfähigen Gemischs an der Gesamtmasse
im Brennraum in ähnlichen Größenordnungen. Dennoch verschiebt sich die Gemisch-
bildung erwartungsgemäß in Richtung kraftstoffarm, wenn die Luftbewegung berück-
sichtigt wird. Die Zusammensetzung für beide Varianten mit und ohne Berücksichtigung
der Ladungsbewegung ist in Abbildung 61 aufgetragen. Aufgrund von Strahlverwehun-
gen durch die Luft bilden sich vermehrt kraftstoffarme Zonen aus, die jedoch nicht im
zündfähigen Band von Methan liegen. Gleichzeitig sinkt der Anteil der kraftstoffreichen
Zonen mit   > 1,5. In Summe ist der Anteil des gebildeten brennfähigen Gemischs
in ruhender Luft (12,41%) höher als mit Berücksichtigung des Tumble (11,85%). Das
Strahlbild wird nur geringfügig durch die Luftbewegung gestört. Der Impuls ist ausrei-
chend hoch, dass die Strahlzentren kraftstoffreich sind und in der Simulation nur durch
eine schmale Mischungszone von der Luft getrennt sind. Durch die Luftbewegung ergibt
sich lediglich eine geringe Deformation der einzelnen Gasstrahlen.
Auf Basis der Simulationsergebnisse ist bei einer Intensivierung der Brennraumströmung
somit zu erwarten, dass das Gemisch weiter ausmagert und sich über weite Teile des
Brennraums verteilt ohne, dass Luft in die kraftstoffreichen Strahlzentren dringt. Ins-
besondere bei der Wahl einer flachen Kolbengeometrie wird das Gas damit vermehrt
in die Quetschspalte und das Feuerstegvolumen hineingetragen, sodass bei weitläufiger
Gemischverteilung im Brennraum mit einer unvollständigen Verbrennung und steigen-
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Abbildung 60: Brennraumströmung in der horizontalen Schnittebene durch den Brennraum (oben) und
in der vertikalen Symmetrieebene (unten) zum Zeitpunkt 692,5  KW (SOI). Simulation mit AVL Fire auf
dem Netz MB ML 1, k-⇣- f -Modell
den HC-Emissionen zu rechnen ist. Vielversprechender ist daher die Realisierung eines
wandgeführten Brennverfahrens bei dem die Gaswolke in der Kolbenmitte in eine Mul-
de gelangt und durch die Kolbenaufwärtsbewegung in Richtung Zündkerze geleitet wird
(vgl. Abschnitt 5.4).
5.4 Potenzialbewertung alternativer Kolbenvarianten
Voraussetzung für eine zuverlässige Zündung und den Abbrand des Gemischs ist die Er-
zeugung einer zusammenhängenden Gemischwolke an der Zündkerze mit einem Äqui-
valenzverhältnis zwischen 0,48<   <1,43. Es ist davon auszugehen, dass bei der Ein-
blasung mit dem Ringspaltventil in dem relevanten Lastbereich ein kollabierter Strahl
im Brennraum vorliegt und somit die Zündkerze über einen langen Zeitraum vollstän-
dig oder zumindest teilweise in den kraftstoffreichen Strahlkern eintaucht mit negati-
ven Folgen für die Entflammbarkeit des Gemischs. Für den Mehrlochinjektor resultierte
insgesamt ein vielversprechender Gemischbildungsmechanismus. Durch die Umlenkung
der Gaswolke über den Kolben in Richtung Zündkerze ist die Zündfähigkeit über einen
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Abbildung 61: Zusammensetzung des Gemischs zum Zeitpunkt 710  KW für die Varianten mit und ohne
Berücksichtigung der Ladungsbewegung (LW). Simulation mit AVL Fire (k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell,
Netz MB ML 1, Einblasung mit pRail= 100 bar bei SOI= 692,5  KW)
langen Zeitraum gegeben. Bei der Einblasung mit Drücken im Bereich pRail= 100 bar
sorgt der Strahlimpuls nach Aufprall auf den Kolben jedoch für eine großflächige Vertei-
lung auf der flachen Kolbenoberfläche. Es wurde vielfach beobachtet, dass in der Folge
auch Gas in die Quetschspalte zwischen Kolbenoberfläche und Brennraumdach geför-
dert wird. In diesen Regionen ist die Gefahr des vorzeitigen Flammenlöschens besonders
hoch, weshalb unter Umständen mit einer unvollständigen Verbrennung und dement-
sprechend erhöhten HC-Emissionen zu rechnen ist. Um der Gemischausmagerung ent-
gegenzuwirken, werden im Folgenden alternative Kolbenformen, diskutiert, welche das
Gemisch im Brennraumzentrum konzentrieren sollen. Neben der flachen Referenzkol-
bengeometrie (bezeichnet mit gk5) werden drei verschiedene zylindrische Muldenfor-
men (gk2, gk3 und gk4) untersucht. Die Abmessungen der Mulden mit Innendurch-
messer (Di) und Außendurchmesser (Da) sowie der Muldentiefe H sind in Tabelle 7
aufgetragen. Da das Volumen der Muldenvarianten gk2, gk3 und gk4 in den drei Fäl-
len identisch ist, gilt dies auch für das resultierende Verdichtungsverhältnis, sodass die
Vergleichbarkeit gewahrt bleibt. Die Variante gk5 weist jedoch ein abweichendes Ver-
dichtungsverhältnis auf. Die lokale Gemischverteilung im Brennraum ist für die drei
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Tabelle 7: Geometrische Abmessungen der untersuchten Kolbenmulden
Variante Di Da H
gk2 40 mm 80 mm 9 mm
gk3 50 mm 80 mm 5 mm
gk4 60 mm 80 mm 3 mm
gk5 - 80 mm -
Geometrievarianten und die Referenz für zwei verschiedene Zeitpunkte in den Abbil-
dungen 62 und 63 für die vertikale Schnittebene aufgetragen. Durch die Kolbenmulde
Abbildung 62: Gemischverteilung in vertikaler Schnittebene für verschiedene Kolbenformen zum
Zeitpunkt 710  KW (von oben links bis unten rechts: flach, gk2, gk3, gk4). Simulation mit AVL Fire
(k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit pRail= 100 bar
bei SOI= 692,5  KW)
kann die großflächige Verteilung des Gemischs bis in die Quetschspalte eingedämmt
werden und stattdessen eine Gemischumlenkung nach oben in Richtung der Zündker-
ze bewirkt werden. Erreicht das Gas den oberen Rand der Kolbenmulde, wird dieser
nicht überströmt sondern das Gas bewegt sich wieder zurück in das Muldenzentrum,
wodurch die nachteilige Ausmagerung des Gemischs verhindert wird. Mit zunehmender
Tiefe und abnehmendem Innendurchmesser wird das Gemisch lokal stärker eingegrenzt
und es verändert sich der Abstand des Muldenbodens zur Zündkerze. Dies beeinflusst
das lokale Äquivalenzverhältnis an der Zündkerze, welches in Abbildung 64 für die ver-
schiedenen Varianten aufgetragen ist. Das kraftstoffreichste Gemisch an der Zündkerze
ergibt sich erwartungsgemäß für den flachen Referenzkolben. Hier taucht die Zündker-
ze bereits früh in die Gemischwolke ein, sodass eine Zündung ab 702  KW möglich
ist. Bei den drei Muldenvarianten ist die Gemischkonzentration zunächst hauptsächlich
durch die beiden Gasstrahlen beeinflusst, welche vorne und hinten an der Zündkerze
vorbeiführen. Ab 708  KW nimmt der Einfluss des Kolbens zu, welcher die Gemischwol-
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Abbildung 63: Gemischverteilung in vertikaler Schnittebene für verschiedene Kolbenformen zum
Zeitpunkt 715  KW (von oben links bis unten rechts: flach, gk2, gk3, gk4). Simulation mit AVL Fire
(k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit pRail= 100 bar
bei SOI= 692,5  KW)
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Abbildung 64: Äquivalenzverhältnis an der Zündkerze für verschiedene Kolbenformen. Simulation mit
AVL Fire (k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit
pRail= 100 bar bei SOI= 692,5  KW)
ke nach oben schiebt. Somit ist im weiteren Verlauf das kraftstoffärmste Gemisch für die
tiefste Kolbenmulde (gk2) zu verzeichnen. Insgesamt bewegen sich die lokalen Konzen-
trationen damit am unteren Rand der Zündfähigkeit. Die Auswertung des angesaugten
Luftmassenstroms ergibt die besten Werte für die mittlere Kolbenmulde (gk3), wie in
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Abbildung 65 aufgetragen. Es sind zwei Mechanismen für den Lufteintrag zu identifizie-
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Abbildung 65: Massenstrom über die Gasstrahlmantelfläche (Isofläche   = 0,5) in Richtung des
Strahlkern. Simulation mit AVL Fire (k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit
MB ML 1, Einblasung mit pRail= 100 bar bei SOI= 692,5  KW)
ren. Einerseits wird durch die bloße Vergrößerung der Oberfläche mit der Ausbreitung
auf der flachen Kolbenoberfläche Luft in die Gaswolke gesogen. Andererseits bewirkt
ein Umklappen der Strahlränder eine bessere Durchmischung mit Luft. Somit kann die
Mulde gk3 als Kompromiss gewertet werden, welche beide Entrainmentmechanismen
kombiniert. Andererseits wird für die tiefe Kolbenmulde gk2 und den komplett flachen
Kolben gk5 die geringste Durchmischung verzeichnet, da jeweils hauptsächlich einer der
beiden genannten Mechanismen wirkungsvoll ist. Die höhere Lufterfassung bei der mitt-
leren Kolbenmulde gk3 drückt sich auch in einer vorteilhaften Zusammensetzung des
Gemischs aus. Die Anteile der  -Bereiche an der gesamten Brennraumfüllung sind in
Abbildung 66 und 67 für zwei verschiedene Zeitpunkte 710  KW und 715  KW aufgetra-
gen. Die Anteile sind auf die sich im Brennraum befindliche Gesamtmasse bezogen. Den
Hauptbestandteil macht demnach näherungsweise reine Luft (  < 0,1) aus. Zu früheren
Zeitpunkten (700  KW) ist die Zusammensetzung der Gemischwolke näherungsweise
deckungsgleich für die drei Varianten. Bei 710  KW ist der vorteilhafte Anstieg des zünd-
fähigen Gemischanteils mit näherungsweise 0,5< <1,5 für die Mulde gk3 gegenüber
den anderen beiden signifikant, sodass der gesamte brennbare Gemischanteil 13,32%
beträgt. Dementsprechend ist der Anteil des nicht brennbaren kraftstoffarmen ( <0,5)
und kraftstoffreichen Gemischs ( >1,5) für diese Variante auch am niedrigsten. Die Zu-
sammensetzung des Gemisch mit den anderen beiden Kolbenformen bei 710  KW ist
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Abbildung 66: Zusammensetzung des Gemischs zum Zeitpunkt 710  KW. Simulation mit AVL Fire
(k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit pRail= 100 bar
bei SOI= 692,5  KW)
Kolbenvarianten
gk2 gk3 gk4
M
as
se
na
nt
eil
 G
em
isc
h
0,65
0,7
0,75
0,8
0,85
0,9
0,95
1 0 bis 0,1 (Luft)
0,1 bis 0,3
0,3 bis 0,5
0,5 bis 0,75
0,75 bis 1,0
1,0 bis 1,25
1,25 bis 1,5
1,5 bis 2
2 bis inf (Methan)
Äquivalenzverhältnis:
brennbarer 
Gemischanteil:
gk2: 17,03 %
gk3: 18,38 %
gk4: 17,20 %
Abbildung 67: Zusammensetzung des Gemischs zum Zeitpunkt 715  KW. Simulation mit AVL Fire
(k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit pRail= 100 bar
bei SOI= 692,5  KW)
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näherungsweise gleich. Bis zum Zeitpunkt 715  KW ist der brennbare Gemischanteil mit
der Mulde gk3 weiter bis auf 18,38% gestiegen. Durch ein stetiges Nachströmen reinen
Methans und der weiteren Ausbreitung des kraftstoffreichen Strahlkerns, nehmen die
kraftstoffreichen Gemischanteile ebenfalls zu. Abgenommen hat hingegen insgesamt der
kraftstoffarme Gemischanteil im Brennraum, wie dargestellt in Abbildung 67.
5.5 Potenzialbewertung weiterer Mehrlochinjektoren
Aufgrund der unterschiedlichen Lochdurchmesser und der Bohrungsanordnung beim
Mehrlochinjektor verlässt der Großteil des Gases diesen durch die zentrale Düsenboh-
rung, wodurch ein kraftstoffreicher Zentralstrahl mit hohem Strahlimpuls entsteht. Dies
hat die für die Gemischbildung nachteilige Wirkung, dass der Strahl insgesamt mit
steigendem Druckverhältnis eine Neigung zum Kollaps unter Bildung kraftstoffreicher
Zonen aufweist. Im Folgenden werden daher alternative Düsengeometrien untersucht,
die durch ihre Lochanordnung eine günstigere Lufterfassung aufweisen sollen und kei-
ne zentrale Bohrung beinhalten. Dazu wird der baugleiche Korpus des Mehrlochinjek-
tors mit abweichenden Düsenbohrungen versehen. Statt der zuvor diskutierten Anord-
nung mit Zentralstrahl und seitlichen Bohrungen werden sechs Düsenbohrungen glei-
chen Durchmessers mit D= 0,28 mm auf dem Lochkreis unter variablem Winkel zu-
einander verteilt. Eine Variante sieht die gleichmäßige Verteilung der Bohrungen mit
60  Abstand zueinander vor. Bei der zweiten Variante wird ein Abstand von 25  zwi-
schen den einzelnen Bohrungen auf einem Halbkreis in Zündkerzenrichtung gewählt.
Der Winkel zwischen Spritzlochachse und Injektorachse beträgt in beiden Fällen für alle
Spritzlöcher 50 . Obwohl der geometrisch engste Querschnitt bei den vorgeschlagenen
Varianten innerhalb der Düse am Nadelsitz liegt und dieser geringer ist als die Summe
der Spritzlochquerschnitte, ist der Querschnitt am Nadelsitz nicht maßgeblich für den
Massendurchsatz. Aufgrund von Strömungsablösungen an der Einlaufkante im Inneren
der Düse ist der sich einstellende Massenstrom durch die 6-Loch-Düsen niedriger als
der Massenstrom durch die Mehrlochdüse bei identischem Raildruck. Die siebte Zen-
tralbohrung mit 0,7 mm Durchmesser und ohne ausgeprägte Rezirkulationszonen sorgt
beim Mehrlochinjektor für den nötigen Massendurchsatz, da die Drosselstelle zuverläs-
sig am Nadelsitz liegt. Bei den 6-Loch-Düsenvarianten bilden sich Rezirkulationszonen
in den Spritzlöchern aus, welche durch die Einschnürung der Strömung den wirksamen
Querschnitt und somit den Massenstrom absenken. Die Strahlanordnung im vertikalen
Schnitt durch die Symmetrieebene des Motors sowie in der horizontalen Schnittebene
auf Höhe der Zündkerze sind für beide 6-Loch-Düsen in Abbildung 68 für 710  KW und
in Abbildung 69 für 715  KW aufgetragen. Bei der 25 -Düse kommt es zu einer Verei-
nigung der einzelnen Gasstrahlen unter Bildung einer kraftstoffreichen zusammenhän-
genden fächerförmigen Zone. Durch die Ausrichtung der Spritzlöcher in Richtung Zünd-
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Abbildung 68: Gemischkonzentration in vertikaler (oben) und horizontaler (unten) Schnittebene zum
Zeitpunkt 710  KW für die 25 - (links) und 60 -Düse (rechts). Simulation mit AVL Fire (k-⇣- f -Modell,
Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit pRail= 50 bar bei
SOI= 692,5  KW)
kerze, konzentriert sich das Gemisch auf die rechte Brennraumhälfte und wird in die
Quetschspalte getrieben, wo sich ebenfalls kraftstoffreiche Zonen bilden. Im Gegensatz
dazu sind die Strahlen aus der 60 -Düse über den gesamten Zeitraum der Einblasung
komplett separiert. Nach dem Aufprall auf dem Kolben bilden sich durch die gegensei-
tige Verdrängung der Gasstrahlen zwischen diesen Stege, da das Gas hier wieder nach
oben gefördert wird. In Abbildung 70 und 71 ist die zugehörige Gemischzusammenset-
zung für die in Abbildung 68 und 69 dargestellten Zustände aufgetragen. In der Folge
ist der kraftstoffreiche Gemischanteil bei dieser Geometrievariante niedriger als bei dem
25 -Injektor und beschränkt sich auf die Strahlkerne. Durch die weitläufige Verteilung
magert das Gemisch zwar stärker aus aber dafür ist der Anteil reiner Luft auch nied-
riger, sodass in Summe der brennbare Gemischanteil mit dem 60 -Injektor wesentlich
höher ist als mit dem 25 -Injektor. Durch die Separierung der einzelnen Strahlen und
die großflächige Verteilung auf dem Kolben ist auch der Entrainmentmassenstrom für
diesen Injektor höher, wie in Abbildung 72 dargestellt.
Die Zündfähigkeit des Gemischs ist ab 699  KW gegeben, wohingegen bei der Einbla-
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Abbildung 69: Gemischkonzentration in vertikaler (oben) und horizontaler (unten) Schnittebene zum
Zeitpunkt 715  KW für die 25 - (links) und 60 -Düse (rechts). Simulation mit AVL Fire (k-⇣- f -Modell,
Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit pRail= 50 bar bei
SOI= 692,5  KW)
sung mit dem 25 -Injektor durchweg das Gemisch lokal an der Zündkerze zu kraftstoff-
reich ist wie in Abbilgung 73 dargestellt.
In Summe ergibt sich somit eine günstige Gemischverteilung für den Injektor mit sym-
metrischer Strahlanordnung. Es bleibt durch Verbrennungsrechnungen zu untersuchen,
ob ein kompletter Abbrand der Gemischwolke möglich ist.
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Abbildung 70: Gemischzusammensetzung zum Zeitpunkt 710  KW für beide Düsenvarianten. Simulation
mit AVL Fire (k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit
pRail= 50 bar bei SOI= 692,5  KW)
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Abbildung 71: Gemischzusammensetzung zum Zeitpunkt 715  KW für beide Düsenvarianten. Simulation
mit AVL Fire (k-⇣- f -Modell, Idealgasmodell, Netzauflösung vergleichbar mit MB ML 1, Einblasung mit
pRail= 50 bar bei SOI= 692,5  KW)
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Abbildung 72: Massenstrom über die Gasstrahlmantelfläche (Isofläche   = 2) in Richtung des
Strahlkerns für verschiedene Mehrlochdüsen
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Abbildung 73: Gemischkonzentration an der Zündkerze für verschiedene Mehrlochdüsen
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6 Zusammenfassung
Zur Unterstützung der Entwicklung eines effizienten und emissionsarmenMager-Schicht-
brennverfahrens wird im Rahmen dieser Arbeit ein RANS-basierter Simulationswork-
flow für die numerische Berechnung der CNG-Direkteinblasung und Gemischbildung im
Brennraum eines Ottomotors vorgestellt. Anhand diesem wurde der Gemischbildungs-
mechanismus für ausgewählte Injektoren analysiert und auf Basis der Erkenntnisse viel-
versprechende weitere Geometrievarianten untersucht und deren Potenzial bewertet.
Im Zuge von Voruntersuchungen wurde zunächst die Düseninnenströmung sowie die
Strahlphänomenologie der Überschallgasfreistrahlen simulativ und experimentell be-
leuchtet. Generell wurde bei den Gasfreistrahlen aus Mehrloch- und Ringspaltdüsen eine
hohe Neigung zur Strahl-Strahl- und Strahl-Wandinteraktion festgestellt. Durch das Ent-
rainment umgebender Luft sind die Gasstrahlen von einer Niederdruckzone umgeben,
sodass sie von umgebenden Wänden angezogen werden oder sich gegenseitig anziehen,
wodurch in Abhängigkeit des Druckverhältnisses eine Neigung zum Anlegen an Wände
oder zum Strahlkollaps besteht. Für einen innenöffnenden Einlochinjektor mit zentraler
Düsenbohrung wurde das Auftreten von Kondensation im Gasstrahl bei hohen Druckver-
hältnissen, die sich jedoch im für den Mager-Schichtbetrieb relevanten Betriebsbereich
befinden, experimentell nachgewiesen und simulativ plausibilisiert. Da die Strömungs-
verluste in Mehrlochinjektoren durch zahlreiche Ablösungen jene des Einlochinjektors
übersteigen und unter realen Betriebsbedingungen im Motor mit Kondensationskeimen
zu rechnen ist, steigt die Auftrittswahrscheinlichkeit von Kondensation im realen Betrieb
weiter an. Darüber hinaus tritt bei der Einblasung mit den verwendeten Injektoren bei
motorrelevanten Druckverhältnissen bereits ein ausgeprägtes Realgasverhalten auf.
Aufbauend auf die Voruntersuchungen wurde eine geeignete Strategie die Direkteinbla-
sung von Gasfreistrahlen in realen Motorgeometrien mit RANS-Methoden zu simulie-
ren bestimmt. Als Herausforderung beim Aufbau des Modells wurde die Realisierung
einer geeigneten Vernetzungsstrategie für Düse und Motor identifiziert. Aufgrund der
unterschiedlichen Längenskalen von Brennraum, Düsenbohrungen und den Überschall-
strukturen musste ein Kompromiss zwischen der Gitterauflösung im Düsennahbereich
und der resultierenden Gesamtzellenanzahl sowie der Flexibilität des aufgebauten Mo-
dells geschlossen werden. Zur Initialisierung des Hochdruckgasfreistrahls im Brennraum
stellten sich vereinfachende Ansätze (darunter die Adaption des für Flüssigkeitssprays
verwendeten Euler-Lagrange-Ansatzes für Gasstrahlen sowie die Integration einer 2D-
Einlassfläche gepaart mit geeigneten Randbedingungen) als zu ungenau heraus, um die
genaue Strahlstruktur wiederzugeben. Aus diesem Grund wurde die tatsächliche Düsen-
geometrie diskretisiert und mit dem Motornetz über eine nichtkonforme Grenzfläche
verbunden.
Für einen ausgewählten Motorbetriebspunkt wurden RANS-Ergebnisse der Gemischbil-
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dung im Brennraum mit den beiden kommerziellen Softwarepaketen Ansys CFX und AVL
Fire für verschiedene Systemdrücke und unter Verwendung verschiedener Turbulenzmo-
delle erzeugt. Ein Abgleich mit verfügbaren optischen Messdaten zeigte deutliche Defi-
zite der für RANS standardmäßig eingesetzten Wirbelviskositätsmodelle in der Berech-
nung des turbulenten Stofftransports in der Scherschicht zwischen Überschallgasstrahl
und umgebender ruhender Luft. Die aus der Boussinesq-Formulierung resultierende An-
nahme isotroper turbulenter Normalspannungen führt bei der betrachteten Strahlphä-
nomenolgie in der Simulation zu deutlich unterschätztem Turbulenztransport senkrecht
zum Strahl, sodass die Gemischhomogenisierung verzögert ist. Leichte Verbesserungen
in der Gemischhomogenisierung gegenüber den Ergebnissen mit den Wirbelviskositäts-
modellen konnten mit einem algebraischen Reynoldsspannungsmodell erzielt werden,
welches der Anisotropie des turbulenten Spannungstensors näherungsweise Rechnung
trägt. Analog hat es sich bei der Reproduktion der dreidimensionalen Strömungsstruk-
tur verhalten. Die Strahl-Strahl- und Strahl-Wandinteraktion des Gasstrahls aus einer A-
Düse zeigte bei der Berechnung mit dem algebraischen Modell bessere Übereinstimmung
mit optischen Messdaten als die mit Wirbelviskositätsmodellen erzielten Ergebnisse.
Aufgrund der Ausmagerungsneigung der Gemischwolke durch eine großräumige Ver-
teilung im Brennraum und zur Verhinderung der Anreicherung von Kraftstoff in den
Quetschspalten hat sich die Ausführung eines Muldenkolbens in Variationsrechnungen
als vorteilhaft herausgestellt. Hierdurch kann die Gemischwolke imMager-Schichtbetrieb
besser an der Zündkerze stabilisiert werden. Hinsichtlich der Auslegung einer geeigneten
Düsengeometrie gilt es als Zielsetzung einen bei steigendem Druckverhältnis mitunter
einsetzenden Strahlkollaps zu vermeiden, damit sich weniger kraftstoffreiche Zonen bil-
den. Demnach sollten die Düsenbohrungen ausreichend weit voneinander entfernt sein,
jedoch deren Strahlen immer noch eine zusammenhängende Gemischwolke erzeugen,
sodass ein gänzlicher Abbrand gewährleistet werden kann.
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7 Ausblick
In den RANS-Simulationen der Direkteinblasung von CNG in einen Verbrennungsmo-
tor zeigten sich Defizite der numerischen Berechnung, die aus Versuchsdaten bekannte
Strahlstruktur präzise zu reproduzieren. Zwar konnte die prinzipielle Strahlform mit
der beschriebenen Simulationsstrategie wiedergegeben werden, jedoch ist dieser Ansatz
nicht genau genug, um die lokale Kraftstoffkonzentration für Mager-Schichtbrennver-
fahren vorherzusagen, um zuverlässige Aussagen bezüglich der Zündfähigkeit und der
zu erwartenden Emissionen zu treffen. Sofern Strahlausbreitung und Gemischbilung je-
doch einen untergeordneten Einfluss auf den Brennverlauf haben, wie beispielsweise bei
Homogenbrennverfahren, liefert der vorgeschlagene Ansatz ausreichend genaue Ergeb-
nisse. In den Voruntersuchungen zeigte sich, dass zur Abbildung der Wellenform des
Überschallstrahls und auch der korrekten Vorhersage des Strahlöffnungswinkels Netz-
feinheiten von 25 µm und kleiner im Düsennahbereich nötig sind. Für zukünftige Be-
rechnungen der Gaseinblasung sei daher eine weitere Steigerung der Netzauflösung
über einen räumlich ausgedehnteren Bereich als die unmittelbare Düsennähe zu emp-
fehlen, um die Ergebnisqualität zu steigern. Zwar kann dann durch feinere Gitter die
Stoßformation im Strahl präziser berechnet werden, jedoch bleibt die durch die Turbu-
lenzmodellierung bedingte unzureichende Berechnung des Stofftransports bestehen. Es
sei daher die alternative Verwendung von skalenauflösenden Verfahren wie LES emp-
fohlen. Deren Rechenaufwand übersteigt jenen von RANS-Simulationen zwar deutlich,
jedoch schwindet der Unterschied mit den für die für Gasfreistrahlen ohnehin benö-
tigten hohen Gitterfeinheiten. Der Schritt für die vorliegende Problemstellung auf eine
LES-Berechnung zurückzugreifen stellt daher keine überproportionale Steigerung der
zu erwartenden Rechenleistung dar. Darüber hinaus zeigte sich insbesondere bei den
Ergebnissen zum Ringspaltventil ein deutlicher Einfluss der Turbulenzmodellierung auf
die Strahl-Strahl- und Strahl-Wandinteraktion. Da die betrachteten Gasstrahlen eine aus-
geprägte dreidimensionale Struktur aufweisen, steigt der Vorteil von skalenauflösenden
Verfahren gegenüber RANS weiter an, welche Wirbelstrukturen präziser abbilden kön-
nen.
Ein weiteres Augenmerk sollte auf die Berücksichtigung des Phasenwechsels im Gas-
strahl durch Kondensation gelegt werden, welcher bei vorliegenden Druckverhältnissen
sowohl bereits in der Düse als auch im Machkegel nach dem Austritt auftreten kann.
Ähnlich der etablierten Praxis Kavitationsprozesse in flüssigkeitsdurchströmten Düsen
zu berechnen sei die Entwicklung eines Kondensationsmodells für Gasstrahlen anzustre-
ben.
Hinsichtlich der Ableitung von Empfehlungen zur Komponentenauslegung von CNG-
Mager-Schichtmotoren wurden im Rahmen der vorliegenden Arbeit erste grundlegen-
de Schritte gemacht. Vielfältig sind denkbare vorteilhafte Düsengeometrien, sodass hier
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weitere Variantenrechnungen unter der Anwendung der hier erarbeiteten Simulations-
ansätze und Experimente nötig sind. Auf Basis der im Rahmen dieser Arbeit gewonnenen
Erkenntnisse sind innenöffnende Ventile mit einer Vielzahl (> 7) an auf der Kuppen-
fläche gleichmäßig verteilten Düsenbohrungen vorteilhaft, wobei jedoch der Bohrungs-
durchmesser möglichst niedrig gehalten werden sollte. Hierdurch könnte der Anteil fet-
ter Zonen am Gemisch reduziert werden und gleichzeitig der für die Leistungsdichte
nötige Kraftstoffeintrag sichergestellt werden. Der zugehörige maximal zu empfehlende
Systemdruck ergäbe sich dann aus der Bedingung das kein Strahlkollaps auftritt.
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A Turbulenzmodelle
A.1 Wilcox k  ! Modell
Das von Wilcox entwickelte Modell verwendet folgende Gleichung für den Transport der
turbulenten kinetischen Energie k:
@ (⇢k)
@ t
+
@
@ xi
(⇢kUi) =
@
@ xi
✓
⌘+
⌘t
 k
◆
@ k
@ xi
 
+ Pk     0⇢k!+ Pkb (87)
Neben der Transportgleichung für die turbulente kinetische Energie wird der Transport
der turbulenten Frequenz ! gelöst:
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Für die Berechnung der turbulenten Längen- und Geschwindigkeitsskala gilt:
l =
p
k
!
, ✓ =
p
k (90)
Bei diesem Modell berechnet sich die turbulente Viskosität wie folgt:
⌘t =
⇢k
!
(91)
Wilcox schlägt folgende Modellkonstanten für das k !-Modell vor:
 k = 2.0  ! = 2.0 ↵= 5/9   = 0.075   0 = 0.09 (92)
Die Produktionsrate der turbulenten kinetischen Energie Pk wird folgendermaßen mo-
delliert:
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A.2 Standard k   " Modell von Launder und Spalding
Die Modellgleichung der turbulenten Viskosität ergibt sich bei diesem Modell zu:
⌘t = ⇢C⌘
k2
"
(94)
Die allgemeine Transportgleichung für die turbulente kinetische Energie (TKE) k wird
wie folgt aufgestellt [85]:
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Hierbei beschreibt die turbulente Dissipationsrate " den Zerfall der TKE in innere Energie
[93]:
" = ⌫
@ u0i
@ x j
@ u0i
@ x j
(97)
Für die Berechnung der turbulenten Längen- und Geschwindigkeitsskala gilt:
l =
k3/2
"
, ✓ = k1/2 (98)
Launder und Spalding schlagen folgende Modellkonstanten für das k  "-Modell vor:
C⌘ = 0.09  k = 1.0  " = 1.3 C1" = 1.44 C2" = 1.92 (99)
Die Produktionsrate der turbulenten kinetischen Energie ergibt sich für dieses Modell
ebenfalls nach Gleichung (93)
A.3 Menters SST Modell
Modellkonstanten:
 k = 1.0  !,1 = 2.0  !, 2= 1.17  2 = 0.44  2 = 0.083  ⇤ = 0.09 (100)
Pk = min
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B Totaldruckverluste im Injektor
Bei den im Rahmen dieser Arbeit für die Gaseinblasung verwendeten Injektoren handelt
es sich um (teilweise modifizierte) Serieninjektoren für die Benzindirekteinspritzung.
Basisinjektor für die Einlochdüse und die Mehrlochdüse ist der innenöffnende Magnet-
ventilinjektor der Reihe HDEV5 (Hochdruckeinspritzventil). Aufgrund des Wirkprinzips
kann der Injektor unabhängig vom Kraftstoffdruck und der -dichte betätigt und somit
auch für Gas verwendet werden. Der engste Querschnitt dieses Injektors befindet sich
am Nadelsitz unmittelbar oberhalb der Düsenbohrung. Die Strömungsquerschnitte im
Injektorkörper sind groß im Vergleich zur Drosselstelle. Aus diesem Grund fallen die
mittleren Strömungsgeschwindigkeiten und die Totaldruckverluste innerhalb des Injek-
torkörpers gering aus (siehe Abbildung 75).
Abbildung 74: Gasströmung durch/um Einbauten innerhalb des Injektorkörpers. Lokale Beschleunigung
aufgrund von Engstellen bei Umströmung des Ankers (1) und Verluste beim Austritt aus dem Federtopf
(2)
Abbildung 75: Strömung durch den Injektorkörper bei einem Gasdruck von 100 bar. Geschwindigkeit
und Totaldruck gemittelt über die Querschnittsfläche orthogonal zur Injektorachase (Z-Richtung).
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C Numerische und experimentelle Unsicherheiten
Sowohl die Simulationsergebnisse als auch die Messungen sind potenziellen Fehlerquel-
len unterworfen, welche bereits im Hauptteil der Arbeit teilweise angesprochen wurden
und welche zur Divergenz zwischen den numerischen und experimentellen Ergebnissen
beitragen.
Wie in Kapitel 3 ausgeführt, behelfen sich RANS-basierte Simulationen Turbulenzmo-
dellen, welche die durch den Prozess der Reynoldsmittelung entfallenen turbulenten
Schwankungen in vereinfachter Form berücksichtigen sollen. Generell dienen RANS-
Ergebnisse daher eher zur Interpretation der mittleren Strömung, als dass sie Details
der Turbulenz wiedergeben könnten. Die Modellierung der Turbulenz ist zudem mit di-
versen Unsicherheiten behaftet. Die weit verbreiteten Wirbelviskositätsmodelle basieren
auf der nur näherungsweise anwendbaren Grundannahme isotroper turbulenter Span-
nungen, wodurch sich durch dreidimensionale Strömungseffekte beeinflusste Strömun-
gen mit Wirbelviskositätsmodellen nur eingeschränkt wiedergeben lassen (vgl. Abschnitt
5.3.1). Bei erweiterten Modellen (wie z.B. das in dieser Arbeit verwendete EARSM) kann
die Anisotropie der turbulenten Spannungen allerdings in Ansätzen modelliert werden,
sodass sich die Ergebnisse der Simulation etwas verbessern und denen der Messung an-
nähern (vgl. ebenfalls Abschnitt 5.3.1). Um diesen Effekt allerdings überhaupt zu sehen,
sei auf den essentiellen Einfluss einer ausreichenden Netzfeinheit hingewiesen.
Der Gitterauflösung wird im Rahmen dieser Arbeit insgesamt eine hohe Relevanz für
die Simulationsergebnisse beigemessen. Angefangen mit den Details der Düseninnen-
strömung und dem Strahlaufbruch wurde in der studentischen Arbeit von Schieche [74]
gezeigt, dass die Netzfeinheit für die Wiedergabe von Druckschwankungen stromab-
wärts der Düsenöffnung maßgeblich ist. So verhält es sich auch mit den Details im
Überschallgebiet des Strahls, wenn auch die Lage des Verdichtungsstoßes keine deut-
liche Beeinflussung durch die Netzfeinheit erfährt. Nicht allein die Zellgröße sondern
auch die Form der Zellen im Düsennahbereich sind als Fehlerquelle herauszustellen.
Für die Stabilität der Simulation war es unabdingbar auf ein Netz aus hexaederförmi-
gen Rechenzellen für die Düsengeometrie zurückzugreifen. Den Gegenversuch machte
Windbiel im Rahmen seiner studententischen Arbeit [90] mit einem automatisiert er-
stellten Düsennetz aus Tetraederzellen. Eine erfolgreiche Simulation der Gaseinblasung
ließ sich mit diesem Netz nicht durchführen. Für die Diskretisierung der Düsengeometrie
wurden somit blockstrukturierte Hexaedernetze erstellt, welche jedoch nicht so flexibel
bei der Erstellung lokal begrenzter Netzverfeinerungen sind. Um ein engmaschiges Netz
im Überschallgebiet zu erhalten, wurden in der Düsenaustrittsebene verhältnismäßig
viele Zellen platziert. Zusätzlich wurde parallel zum Strahl ein niedriger Gitterabstand
gewählt, welcher jedoch mit zunehmendem Abstand von der Düse vergrößert wird, um
die Gesamtzellenanzahl des resultierenden Netzes zu begrenzen. Dies führt dazu, dass
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die Form der Zellen stromab der Düsenöffnung zunehmend von der idelaen Würfelform
abweicht und die Zellen kontinuierlich in die Länge gezogen werden. Dies konnte durch
das Auffächern der aus den Düsenbohrungen stammenden Blöcken abgeschwächt wer-
den. Die in Strahlrichtung gestreckten Zellen können eine Fehlerquelle für die Simula-
tionsergebnisse darstellen, da sie eine Richtungsabhängigkeit der Simulationsergebnisse
verursachen. Dieser Effekt könnte dazu beitragen, dass der Stofftransport senkrecht zum
Strahl in der Simulation zu niedrig ausfällt.
Diese mangelnde Flexibilität der blockstrukturierten Hexaedernetze erlaubt des Weite-
ren keine Diskretisierung der Motorgeometrie in einem zusammenhängenden Netz, da
die an vielen Stellen im Netz benötigten Verfeinerungen (z.B. im Bereich der Ein- und
Auslassventile, der Kolbenoberfläche oder der Quetschspalte) einerseits die Gesamtzel-
lenanzahl übermäßig ansteigen ließe und daneben ausgeprägte Inhomogenitäten verur-
sachen würde. Das zweigeteilte Motornetz mit einem feineren Injektornetz bedarf jedoch
einer nichtkonformen Grenzfläche. Zwar wurde die Zelldimension der beiden Netze an
der Grenzfläche aneinander angeglichen, jedoch kann ein Fehlerpotenzial für die Simu-
lation nicht ausgeschlossen werden, wenn der Gasstrahl die Grenzfläche durchläuft.
Die gewählte Zelldimension ist jedoch nicht nur im Düsennahbereich relevant sondern
beeinflusst auch die generelle durch die Simulation vorhergesagt Strahlform. In der Ar-
beit wurde bereits herausgestellt, dass der Gasstrahl je nach Injektorart, Motorgeometrie
und Randbedingungen dazu neigt sich an umgebende Wände anzulegen oder zu kolla-
bieren. Daher ist damit zu rechnen, dass kleine Fehler in der Simulation deutliche Aus-
wirkungen haben können dahingehend, dass Umschlagpunkte zwischen zwei Zuständen
(kollabierender/ nicht kollabierender Strahl) nicht korrekt berechnet werden. Dieses
Verhalten wurde auch im Rahmen dieser Arbeit herausgestellt. In [81] wurde gezeigt,
dass ein Gasstrahl aus der Mehrlochdüse ein unterschiedliches Verhalten in Abhängigkeit
der lokalen Zellauflösung aufweist. Auf einem feineren Netz ist der berechnete Strahl-
öffnungswinkel signifikant höher als auf einem gröberen Netz. Während somit auf dem
feineren Netz ein betrachteter Einzelstrahl deutlich von dem Zentralstrahl getrennt ver-
läuft, wurde auf dem gröberen Netz ein kollabierter Strahl berechnet.
Der Zielkonflikt zwischen optimaler und realisierbarerer Netzfeinheit begleitet somit die
Modellbildung für die Gitter der Düsen sowie des Motors. Für die im Rahmen dieser
Arbeit durchgeführten Simulationen werden die Netze im folgenden in Tabelle 8 und
Tabelle 9 erneut zusammengefasst.
Analog zu den numerischen Fehlern sei auch bei der näheren Betrachtung der experi-
mentellen Untersuchung des Gasstrahls an den optischen Kammern aus Abschnitt 4.1.2
auf Messunsicherheiten hingewiesen. Hierbei sind wichtige Fehlerquellen sowohl beim
Versuchsaufbau als auch bei der Durchführung der Messung zu berücksichtigen. Generell
ist das Gas in der Zuleitung zum Injektor Druckverlusten unterworfen, sodass der tat-
sächlich an der Düsennadel anliegende Einblasedruck von dem eingestellten Solldruck
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Tabelle 8: Für die Berechnung der Gasstrahlen aus verschiedenen Injektorgeometrien verwendete Netze
Kurzbezeichnung Bezeichnung Netzauflösung Injektornadel
EL 1 Netz Einlochdüse 15 µm im Spritzloch, 50 µm an Stoßfront statisch
EL 1c Netz Einlochdüse 75 µm an Stoßfront statisch
EL 1f Netz Einlochdüse 25 µm an Stoßfront statisch
ML 1 Netz Mehrlochdüse 10 µm im Spritzloch bewegt
ML 2 Netz Mehrlochdüse 40 µm im Spritzloch bewegt
ML 3 Netz Mehrlochdüse 25 µm im Spritzloch statisch
A 1 Netz A-Düse 15 µm im Spritzloch bewegt
Tabelle 9: Für die Motorsimulation verwendete Netze
Kurzbezeichnung Bezeichnung Netzauflösung Injektornadel
MS ML 1 statisches Motornetz mit Mehrlochdüse mittlere bewegt
MS ML 2 statisches Motornetz mit Mehrlochdüse erhöht bewegt
MS A 1 statisches Motornetz mit der A-Düse mittel bewegt
MB ML 1 bewegtes Motornetz mit Mehrlochdüse mittel statisch
MB A 1 bewegtes Motornetz mit A-Düse mittel statisch
abweicht. Des Weiteren gilt insbesondere für die beheizte Kammer, dass eine präzise
Einstellung der Kammertemperatur und die Stabilisierung der Kammer auf dieser Tem-
peratur über den Zeitraum der Messung nicht zu bewerkstelligen war. Die Temperatur-
regelung folgte in Erwiderung auf das Signal eines einzelnen Temperatursensors aus
dem Innenraum der Kammer. Da die Temperaturverteilung in der stetig durchströmten
Kammer während der Versuche nicht homogen war, ließ sich die Kammer schwerlich
auf eine gewünschte Temperatur einstellen und diese während der Messreihe auch nicht
konstant halten. Dadurch ergibt sich für die Messungen an der beheizten Kammer ein
zusätzliches Fehlerband hinsichtlich der tatsächlich in der Kammer herrschenden Tem-
peratur und damit auch der Dichte.
Die verschiedenen verwendeten optischen Messmethoden sind wiederum mit spezifi-
schen Verfahrensbedingten Fehlerquellen behaftet, sodass bei den Aufnahmen stets ab-
gewägt werden muss, ob es sich bei den sichtbaren Strukturen im Strahl tatsächlich um
vorhandene Phänomene (z. B. infolge lokaler Gradienten der Strömungsgrößen) han-
delt oder die Strukturen lediglich durch die Messung selbst hervorgerufen werden (z. B.
infolge von Mehrfachstreuung).
Bei den Streulichtaufnahmen mit inkohärenter Lichtquelle werden lokale Druck- und
Dichtegradienten im Gasstrahl sichtbar gemacht, da diese auch zu Gradienten des loka-
len Brechungsindex im Strahl führen. Das einfallende Licht wird somit unterschiedlich
stark gebrochen und in Richtung der Kamera gelenkt. Somit ist der Gasstrahl gegenüber
dem näherungsweise ruhenden Stickstoff, welcher das Licht nicht in diesem Maße ab-
lenkt zu unterscheiden. Es ist hierbei jedoch nicht auszuschließen, dass das Licht erst
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nach mehrfachen Streuereignissen die Kamera erreicht, sodass manche in den Aufnah-
men sichtbare Strukturen nicht immer durch eine vorhandene Dichteschwankung an
dieser Stelle mit der zugehörigen Intensität im Strahl verursacht werden. Somit sind
die in der Abbildung 13 sichtbaren Ereignisse entlang der Strahlachse (z.B. Anzahl der
Strahlzellen) recht gut zu interpretieren, da sie senkrecht zum einfallenden Licht ange-
ordnet sind. Demgegenüber sind sichtbare Intensitätsschwankungen entlang des Licht-
weges und senkrecht zum Gasstrahl teilweise vermutlich durch Mehrfachstreuung zu
begründen.
Die Messungen an der optischen Kammer im Laserlichtschnitt wurden zum Ziel der De-
tektion flüssigen Methans durchgeführt. Auch hier wird das einfallende Licht infolge
von Dichteunterschieden im Strahl in Richtung der Kamera abgelenkt. Wie bereits be-
schrieben, können Dichteschwankungen im gasförmigen Strahl mit Streulichtmethoden
abgebildet werden, deshalb besteht die Herausforderung darin, diese Streuung von der
Streuung an flüssigem Methan bei der Messung von Kondensationsprozessen sicher zu
unterscheiden. Es wird davon ausgegangen, dass Bereiche flüssigen Methans im Strahl
das einfallende Licht aufgrund der lokal deutlich höheren Stoffdichte auch deutlich stär-
ker ablenken und die Phasengrenzen zu diskontinuierlichen Strukturen in den Aufnah-
men führen (welche im Versuch auch sichtbar waren). Letztendlich wurden jedoch keine
Aufnahmen gemacht, die quantitative Rückschlüsse auf die Dichte oder die Temperatur
im Gasstrahl zulassen, weshalb eine Restunsicherheit bezüglich des tatsächlichen Vor-
handenseins flüssiger Zonen im Strahl verbleibt.
Anders als bei den Streulichtmessungen sollen die planaren LIF-Messungen neben dem
Ziel die Strahlkontur gegenüber dem umgebenden Stickstoff abzugrenzen eine Aussa-
ge bezüglich des lokalen Verhältnisses zwischen Methan und Stickstoff zulassen. Der im
Gasstrahl befindliche Tracer wird durch die Bestrahlung mit Laserlicht zum Fluoreszieren
gebracht, wohingegen der umgebende Stickstoff nicht fluoresziert. Quantitative Messun-
gen mit LIF sind jedoch mit hohen Unsicherheiten behaftet. Generell werden durch die
Beimischung von Tracersubstanz in den Gasstrahl die physikalischen Eigenschaften des
zu messenden Gases verändert. Darüber hinaus ist die Fluoreszenzintensität insbeson-
dere von Toluol deutlich temperaturabhängig. Dies ist im betrachteten Fall besonders
relevant, da der Gasstrahl bei der Expansion und Durchmischung mit dem Stickstoff
zunächst stark abkühlt und sich anschließend kontinuierlich aufheizt. Das gemessene
Fluoreszenzsignal korreliert demnach nicht linear mit der lokalen Tracerkonzentration
bzw. Methankonzentration.
Gleiches gilt für die in Abschnitt 5.1 referenzierten Motormessungen, wobei das dort ver-
wendete TEA weniger stark temperaturabhängig ist. Hierbei besteht jedoch die zusätzli-
che Herausforderung, dass über den Zyklus sich auch der Druck und die Temperatur der
Luft im Zylider verändern. Für die quantitative Bestimmung des Äquivalenzverhältnis-
ses wurden in [27] und [28] zwar kurbelwinkelabhängige Referenzmessungen gemacht
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um diesen Effekt zu berücksichtigen, letztendlich bleiben quantitative LIF-Messungen je-
doch mit signifikanten Unsicherheiten behaftet. Eine weitere mögliche Fehlerquelle ist,
dass aus Sicherheitsgründen für die LIF-Messungen am Motor nicht Methan sondern
Stickstoff eingeblasen wurde. Auch wenn ein ähnliches Strahlausbreitungsverhalten von
beiden Gasen zu erwarten ist, kann nicht ausgeschlossen werden, dass das Mischungs-
verhalten mit Luft unterschiedlich ist.
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